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Kapitel 1 
Einleitung 
Friedrich Siemens, der maßgeblich an der Einführung der Luftvorwärmung im 
Industrieofenbau mitgewirkt hat [1, S. 22 ff.] 1 , ist der Entwickler des ersten 
kontinuierlich arbeitenden Glasschmelzofens. Durch die Einführung des ersten 
kontinuierlichen Glasschmelzofens, gebaut in Dresden im Jahr 1867, wurde eine 
Energieeinsparung von 50 % und eine Verdopplung der Produktion erzielt [1, S. 34-
37]. Infolge dieser Entwicklung kam es zu einer Umsetzung der Siemens-
Technologie quer durch Deutschland und Europa, die nicht nur den Glaspreis 
deutlich verringerte, sondern auch den Glasmachern ein größeres Einkommen und 
bessere Arbeitsbedingungen ermöglichte [1, S. 62-63].  
 
Durch weitere Forschungen von Friedrich Siemens kam es zur Entwicklung der 
freien Flammenführung, die sich im gesamten Ofenraum ausbreitet und ihre Energie 
über Strahlung und Konvektion an das Wärmgut abgibt. Bis dahin wurden Flammen 
direkt auf das Wärmegut gefeuert, was im Vergleich zur freizügigen Flamme einen 
geringeren Wärmeübertrag an das Wärmgut zur Folge hatte. Durch diese 
Entwicklung konnten Schmelzteil, Läuterteil und die „Arbeitswanne“ in einem 
Ofenraum ausgeführt werden, da eine bessere Kontrolle der Ofentemperaturen 
möglich war [1, S. 41-43].  
 
Der Glasschmelzofen nach Siemens ist trotz der kontinuerlichen Weiterentwicklung, 
mit Ausnahme einer vollelektrischen Schmelze [2, S. 214-218], noch heute die 
Standardtechnologie zur Herstellung von Glas [3, S. 5].  
 
Bei der Betrachtung der Historie zur Entwicklung von neuen Glasschmelzofen-
technologien gibt es viele, verschiedene Lösungsvorschläge [4-14] zur Entwicklung 
von Glasschmelzöfen mit höheren spezifischen Schmelzleistungen und/ oder 
                                                 
1  Die Quellenangabe erfolgt innerhalb dieser Arbeit in der Form, dass direkt hinter der 
Quellennummer durch ein Komma abgetrennt die relevanten Seitenzahlen für den Verweis stehen. 
Mit Hilfe des Semikolons wird zwischen verschiedenen Quellen unterschieden. Die Angabe [12, S. 
10-12; 15, S. 5] bezieht sich demzufolge auf die Quellen 12 und 15 im Literaturverzeichnis und es 
wird auf die Seiten 10-12 in Quelle 12 und auf Seite 5 in Quelle 15 verwiesen. 
Einleitung                                                                                                             Seite 9 
niedrigeren Schmelztemperaturen. Dabei wird insbesondere der Ansatz des 
Segmented-Melter bei der Entwicklung einer neuen Glasschmelzofentechnologie als 
die am vielversprechendste Möglichkeit zur Intensivierung des Glasschmelz-
prozesses angesehen [3, S. 6 und 7; 15; 16, S. 14 und 15]. Die Argumentationsbasis 
des theoretischen Ansatzes des Segmented-Melter ist, dass in jeder Schmelzzone des 
Segmented-Melter die einzeln stattfindenden verfahrenstechnischen Prozesse 
„entkoppelt“ optimiert werden können. Eine technologische Verbesserung des 
Glasschmelzverfahrens im Hinblick auf die spezifische Schmelzleistung und/ oder 
eine Herabsetzung der notwendigen Schmelztemperaturen ist schlussfolgernd zu 
erwarten.  
 
Die vorliegende Arbeit definiert neue und bewertet im Bezug zur Literatur alte 
Bewertungsprinzipien von Glasschmelztechnologien.    
Dazu werden als Grundlage für die theoretischen Zusammenhänge experimentelle 
und numerische Untersuchungen dargestellt, die zur theoretischen Bewertung der 
Glasschmelzofentechnologie des Segmented-Dünnschichtschmelzers vom Autor 
dieser Arbeit bearbeitet wurden [17, 18]. Für die Betrachtung der theoretischen 
Zusammenhänge wird von der Grundidee des Segmented-Melter nach Beerkens [15] 
ausgegangen. Bei den experimentellen und numerischen Arbeiten zur Bewertung des 
Segmented-Dünnschichtschmelzers wurde der Glasschmelzofen in drei Zonen 
unterteilt, die als Abschmelzzone, Restquarzlösezone und Läuterzone bezeichnet 
wurden. Diese Einteilung des Segmented-Dünnschichtschmelzers in die drei 
genannten Zonen soll für die Darstellung der theoretischen Zusammenhänge in 
dieser Arbeit übernommen werden. 
 
Mit Hilfe der in dieser Arbeit betrachteten Bewertungsprinzipien kann eine kritische 
Einschätzung von Glasschmelzofentechnologien erfolgen. Eine solche Bewertung 
soll im Rahmen dieser Arbeit für insgesamt sechs Glasschmelzofentechnologien 
durchgeführt werden. Weiterhin ergeben sich mit Hilfe der theoretischen 
Zusammenhänge unterstützende Hinweise zur Entwicklung neuer Glasschmelzofen-
technologien und es lassen sich Fehlinterpretationen bei der Neuentwicklung von 
Glasschmelzöfen vermeiden.  
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Kapitel 2 
Glasschmelzofentypen und Eigenschaften  
In diesem Kapitel sollen die Standardglasschmelzofentechnologie nach Friedrich 
Siemens und fünf weitere Glasschmelzofentechnologien mit deren relevanten 
Eigenschaften zur Bewertung dieser Öfen dargestellt werden. Die fünf weiteren 
Glasschmelzofentechnologien sind: 
 der Submerged-Combustion-Melter [16, S. 9; 19] 
 der „Ramar“-Melter [20] 
 der „P-10“-Melter [3, S. 7-8] 
 der Segmented-Melter nach Beerkens  
 der Segmented-Dünnschichtschmelzer  
 
Die in diesem Kapitel angegebenen, relevanten Eigenschaften für die Bewertung der 
Glasschmelzofentechnologien sind: 
 die spezifische Schmelzleistung des Gesamtofens 
 die spezifische Schmelzleistung der einzelnen Zonen 
 die minimal notwendige Schmelztemperatur zur Herstellung des Glases 
 relevante Details der Konstruktion 
 
Wenn möglich wird auf den spezifischen Energieverbrauch der einzelnen 
Glasschmelztechnologien zumindest im Vergleich zur Glasschmelztechnologie nach 
Siemens eingegangen. 
 
Bei der Angabe der spezifischen Schmelzleistung und relevanter Details der 
Konstruktion der einzelnen Zonen wird für jeden Ofen eine Unterteilung in drei 
Zonen durchgeführt. Die einzelnen Zonen werden im Folgenden als Abschmelz-, 
Restquarzlöse- und Läuterzone bezeichnet. Der Standardglasschmelzofen lässt sich, 
wie noch gezeigt wird, relativ schwer in die genannten drei Zonen unterteilen. Die 
weiteren fünf Glasschmelzofentechnologien können hingegen einfach in die drei 
genannten Zonen aufgeteilt werden.  
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Aus theoretischer Sicht wäre eine Separierung in verschiedene Zonen von Vorteil [3, 
Seite 6 und 7], da dadurch getrennt eine Optimierung der einzelnen verfahrenstech-
nischen Prozesse des Abschmelzens des Gemenges, der Restquarzlösung und der 
Läuterung stattfinden kann. 
 
Der innerhalb des Glasschmelzofens stattfindende Glasschmelzprozess wird in die 
Prozesse der Erwärmung des Gemenges, der Silikat-/ Gemengehaufenreaktionen, der 
Restquarzlösung, der Läuterung, des Abstehens und der Homogenisierung der 
Glassschmelze unterteilt [21, S. 76 ff.; 22, S. 75-85]. Das Ziel bei der 
Glasherstellung ist es, ein auf den Kundenwunsch angepasstes Produkt mit 
bestimmter Qualität zu produzieren. Im Allgemeinen kann für Massengläser2 davon 
ausgegangen werden, dass alle die genannten Prozesse im Glasschmelzofen 
stattfinden müssen.  
 
Die einzelnen Prozesse können grob den folgenden Temperaturbereichen für Alkali-
Erdalkali-Silikatgläser zugeordnet werden. 
 Gemengeerwärmung 25-1150 °C 
 Silikat-/ Gemengehaufenreaktionen 600-1150 °C 
 Restquarzlösung 1100-1400 °C 
 Läuterung 1400-1500 °C 
 Abstehen und Homogenisieren 1300-1050 °C (beim Abkühlen) 
 
Die Gemengeerwärmung und die Silikat- bzw. Gemengehaufenreaktionen lassen sich 
der Abschmelzzone zuordnen. Die Restquarzlösung findet in der Restquarzlösezone 
und die Läuterung in der Läuterzone statt. Das Abstehen und das Homogenisieren 
der Schmelze soll im Folgenden nicht der Schmelzwanne, sondern der Arbeitswanne 
bzw. der Verteilerwanne und dem Vorherden mit Speisern zugeordnet werden, siehe 
Abbildung 1, Abschnitt 2.1 zur Technologie des Standardglasschmelzofens. 
Weiterhin soll der Bereich der Arbeitswanne bzw. der Verteilerwanne, des Vorherds 
und der Speiser für alle Glasschmelzofentechnologien als gleichwertig angesehen 
und nicht in die qualitative Bewertung einbezogen werden. 
                                                 
2 Massengläser sind Gläser des Alkali-Erdalkali-Silikatsystems, die insbesondere für Behälter- und 
Flachgläser verwendet werden. 
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Die verfahrenstechnischen Prozesse in der Abschmelzzone, Restquarzlösezone und 
Läuterzone lassen sich theoretisch mit Hilfe von verschiedenen Methoden optimieren. 
 
Intensivierungsmöglichkeiten in der Abschmelzzone 
In der Abschmelzzone sollen das eingelegte Gemenge erwärmt, die 
Gemengehaufenreaktionen stattfinden und die primären Schmelzphasen gebildet 
werden.  
Es ergeben sich vom theoretischen Standpunkt zwangsläufig folgende 
Zusammenhänge: 
1. Es wird ein Großteil der Energie zum Schmelzen des Glases, mind. 70 %3, in 
dieser Zone übertragen. 
2. Es sollte der Wärmeeintrag in das Gemenge intensiviert werden. Dies kann 
durch bestimmte Verbrennungstechniken oder Wärmeübertragungstechniken, 
wie Oxy-Fuel [23], Flox- [24], Brennerkonstruktionen wie Porenbrenner [25] 
mit hohem Strahlungsanteil, Mikrowellenbeheizung [26] etc.,   
3. durch eine Gemengevorbehandlung mit erhöhten Wärmeleitfähigkeiten und 
erhöhten Emissionsgraden [27] und 
4. einer speziellen Gemengevorbehandlung zur frühen Bildung von 
Schmelzphasen geschehen [28]. 
5. Der Einsatz von Scherben ist aus wärmetechnischer Sicht von Vorteil [21, S. 
44-47]. 
6. Wenn mind. 70 % des theoretischen Wärmebedarfs in der Abschmelzzone 
benötigt werden, dann wird eine Gemengevorwärmung das Abschmelz-
verhalten des Gemenges deutlich intensivieren.   
 
 
 
 
 
 
                                                 
3 Im Abschmelzbereich muss das Gemenge / die Schmelze mind. bis auf 1050 °C (in der Realität eher 
bis auf 1350 °C) erwärmt werden. Gegenüber einer Läutertemperatur von durchschnittlich 1450 °C 
muss demzufolge mind. 70 % der Energie in dieser Zone an das Gemenge bzw. die Schmelze 
übertragen werden.  
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Intensivierungsmöglichkeiten in der Restquarzlösezone 
In der Restquarzlösezone ist es das Ziel den Restquarz vollständig aufzulösen. Von 
Vorteil ist es, wenn in dieser Zone schon erste Homogenisierungsvorgänge 
stattfinden. Kurzschlussströmungen zwischen der Restquarzlösezone und der 
Läuterzone und die damit verbundene Möglichkeit, dass nicht gelöster Restquarz in 
die Läuterzone gelangt, sind konstruktiv bzw. durch die Gestaltung des 
Temperaturfeldes  zu vermeiden.   
 
Als Intensivierungsmöglichkeiten des Prozesses der Restquarzlösung kommen 
folgende verfahrenstechnische Möglichkeiten in Betracht: 
1. hohe Temperaturen zur Erhöhung der Diffusionskoeffizienten und der 
Sättigunskonzentration der Schmelze an SiO2, ohne die Funktion der 
Läuterzone außer Kraft zu setzen (Erhöhter Läutermittelverlust schon in der 
Restquarzlösezone muss vermieden werden.). 
2. Erzeugung von relativen Bewegungen zwischen der Schmelze und den 
Sandkörnern zur Erhöhung der Stoffübergangsbedingungen durch Bubbling 
[29, S. 13-15], Schallbehandlung [30] , elektromechanisches Rühren [31] und 
Rührer. 
3. Einsatz von feinen Rohstoffen bzw. angepasste Sandkorngrößenverteilung, 
[22, S. 79; 32, S. 163]. 
4. optimierte Grundglaszusammensetzung, Gemengezusammensetzung, Scher-
benanteil und Scherbengröße. 
5. Verhinderung der Entmischung [33, S. 24-25] und vorherige 
Homogenisierung des Gemenges z.B. durch eine Gemengekompaktierung. 
6. Verwendung von speziellen Gemengevorbehandlungen zur Erniedrigung der 
Restquarzlösezeit über die Aktivierung von reaktionstechnisch günstigen 
Reaktionspfaden [28].  
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Intensivierungsmöglichkeiten in der Läuterzone 
Die Hauptaufgaben der Läuterung sind die Entfernung der in der Schmelze 
vorhandenen Blasen, die Reduzierung bzw. Vermeidung von Reboilerscheinungen 
[34, S. 242-249] durch eine Verringerung des Gehalts an gelösten Gasen in der 
Schmelze und eine Homogenisierung der Schmelze. 
 
Eine Intensivierung der Läuterung in der Läuterzone kann beispielsweise durch 
folgende verfahrenstechnische Möglichkeiten erreicht werden: 
1. Einstellung optimaler Läutermittelgehalte, 
2. Verwendung einer Oxy-Fuel-Feuerung oder hydroxidischer Rohstoffe zur 
Intensivierung des Blasenwachstums der Blasen infolge höherer 
Wassergehalte der Schmelze [35, S. 30 und 31], 
3. Einstellung von spezifischen Atmosphären über der Schmelze, z.B. wird bei 
der Herstellung von Quarzglas eine Helium-Atmosphäre zur Intensivierung 
der Läuterung nach dem Hänlein-Verfahren verwendet [97, S. 281-283], 
4. Verwendung eines reduzierten Drucks in der Atmosphäre in Richtung 
Vakuum [36], 
5. Einsatz von Grenzflächen in der Schmelze zur Bildung neuer Blasen in der 
Schmelze, 
6. Verwendung von Schall / elektromechanisches Rühren zur Optimierung der 
Läuterung [37], 
7. Einsatz von Zentrifugalkräften zur Erhöhung der Zentrifugalbeschleunigung 
und infolgedessen der Blasenaufstiegsgeschwindigkeit oder der Resorption 
von Blasen [38]. 
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2.1 Standardglasschmelzofentechnologie nach Friedrich Siemens [2] 
Friedrich Siemens entwickelte im Jahr 1867 in Dresden den ersten kontinuierlich 
betriebenen Glasschmelzofen.  
Der Standardglasschmelzofen lässt sich als vereinfachtes Schema nach Abbildung 1 
darstellen. Die Unterteilung des Glasschmelzofens erfolgt in eine Schmelzwanne, in 
der die Prozesse des Abschmelzens der Restquarzlösung und der Läuterung 
stattfinden und eine Arbeitswanne bzw. Verteilerwanne mit Vorherden und Speisern. 
In der Arbeitswanne bzw. der Verteilerwanne mit Vorherden und Speisern wird die 
Glasschmelze auf die für die Formgebung notwendigen Temperaturen abgekühlt und 
den Formgebungsmaschinen zugeführt.  
Zur thermischen Trennung zwischen Schmelzwanne (Oberofentemperaturen 1450-
1580 °C) und der Verteilerwanne mit den Vorherden (Oberofentemperatur 1100-
1300 °C) wird konstruktiv ein Durchlass oder für den Spezialfall von Flachglas-
wannen ein herabgesetztes Gewölbe verwendet.  
Die Beheizung der Schmelzwanne erfolgt mit Gas oder Öl. Als Sauerstoffträger wird 
vorgewärmte (rekuperativ oder regenerativ) Luft oder Sauerstoff verwendet. Die 
Nutzung von elektrischer Energie wird als elektrische Zusatzbeheizung in der 
Glasschmelze angewandt. Die Herstellung von Glas durch eine vollelektrische 
Schmelze erfolgt in vollelektrischen Glasschmelzwannen (VES). Die vollelektrische 
Glasschmelzwanne unterscheidet sich vom Standardglasschmelzofen in konstruk-
tiver und verfahrenstechnischer Sicht und soll nicht weiter mit betrachtet werden. 
Die Standardglasschmelzwanne wird im Allgemeinen nach dem verwendeten 
Sauerstoffträger, der Art der Vorwärmung, der Anordnung der Brenner (querbeheizte 
Glasschmelzwanne, U-Flammenwanne) und teils anhand der Anzahl der 
Zufuhröffnungen für das Gemenge (Doghouse genannt) unterteilt.  
In der Schmelzwanne können, neben der schon genannten elektrischen 
Zusatzbeheizung, Bubbler zur Einbringung von Blasen in die Schmelze zur 
Homogenisierung der Schmelze und zum Beispiel konstruktiv ein Wall verwendet 
werden. Solche Einbauten dienen zur Beeinflussung der Strömung und Führung der 
Schmelze in der Schmelzwanne, was technologische Vorteile für das Schmelz-
verhalten haben kann. 
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Abb. 1: Schema einer Standardglasschmelzwanne 
 
Je nach Glasart, Produkt, Glasqualität und Glasfarbe werden spezifische 
Schmelzleistungen der Schmelzwanne von 1,5-4 t/(m²*d) erreicht. Der Energiebedarf 
zum Schmelzen verschiedener Glassorten schwankt zwischen 3,5 GJ/t bis 9 GJ/t [39]. 
Für folgende Betrachtungen wird ein optimierter Glasschmelzofen mit einer 
spezifischen Schmelzleistung von 3,5 t/(m²*d) zum Vergleich verwendet. 
 
Für die Bewertung von Glasschmelzöfen sind die vorhandenen Strömungen zu 
beachten. Die übliche Ansicht von jeweils einer Konvektionswalze links und rechts 
vom HotSpot [2, S. 144-147] in einem Standardglasschmelzofen, siehe Abbildung 2, 
gilt nicht zwangsläufig für moderne Konstruktionen mit einem Wall. In der 
Abbildung 3 sind die Temperaturverteilung und die Vektoren der Strömungs-
geschwindigkeit rechts von HotSpot dargestellt, welche anhand von 
Simulationsergebnissen der Firma Glass Service, Inc. aus dem Programm „Glass 
Furnace Model“, siehe Anhang A8, zur mathematischen Modellierung von 
Glasschmelzöfen entnommen wurde [40]. 
Es ist anhand der Abbildung 3 zu erkennen, dass Strömungen im oberflächennahen 
Bereich rechts vom Wall in Richtung HotSpot und darüber hinaus in die Richtung 
des gemengebedeckten Bereichs entstehen und die Konvektionswalze links vom 
HotSpot dadurch verstärkt wird. Weiterhin ist bei einer detaillierten Verfolgung der 
Gemenge 
Elektroden, Bubbler 
und Wall 
Oberofen Schmelzwanne 
Glasschmelze 
Arbeitswanne/ 
Verteilerwanne mit 
Vorherden und Speisern 
Durchlass-
bereich 
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Strömungspfade am Wall in Richtung Durchlass zu erkennen, dass nur ein kleiner an 
der Oberfläche des Walls entlang strömende Teil der Schmelze direkt in den 
Durchlass strömt. Dieser Teil der Schmelze hat für den Glasschmelzofen nach der 
Abbildung 3 im Vergleich zu den maximalen Temperaturen an der Glasschmelz-
oberfläche von 1500 °C eine niedrigere Temperatur von 1420 °C. Diese Schmelz-
temperatur von 1420 °C kann beispielsweise als die minimal notwendige Temperatur 
für die Herstellung des Weißglases im  betrachteten Glasschmelzofen angesehen 
werden, da die kritische Strömungslinie hier entlangströmt. Bei der Bewertung der 
Oberflächentemperaturen muss der Einfluss der Strahlungswärmeleitfähigkeit der 
Glasschmelze und der Eindringtiefe der Strahlung aus dem Oberofen berücksichtigt 
werden. Anhand von Simulationsrechnungen4 für Braun- und Grünglas kann für den 
gleichen Fall (gleicher Schmelzofen und Beheizung) davon ausgegangen werden, 
dass die Oberflächentemperaturen tendenziell 50-150 K höher liegen. Die maximal 
notwendigen Schmelztemperaturen können je nach Konstruktionsfall, Massenstrom 
und Wärmeleitfähigkeit der Schmelze schwanken.   
 
                                                 
4 Diese Simulationsrechungen wurden von der Firma Glass Service, Inc. mit dem Glass Furnace 
Model durchgeführt [40]. Die verwendeten Modelle betrachteten einen Oxy-Fuel-Ofen, der aber nicht 
als Beispielmodell im Programmpaket direkt enthalten ist, sondern in einer Schulung von der Firma 
Glass Service, Inc. mit verwendet wurde. Für Weißglas muss darauf hingewiesen werden, dass das 
Simulationsprogramm als Randbedingung an der Glasoberfläche einen Wärmestrom aus dem 
Oberofen verwendet, der mit Hilfe eines Verbrennungsmodells berechnet wird. Der Einfluss der 
Strahlungseindringtiefe wird demzufolge bei Weißglas nicht ausreichend berücksichtigt. Tendenziell 
können sich dadurch niedrigere Oberflächentemperaturen und höhere Schmelztemperaturen im 
Bereich des Walls ergeben. Bei der Betrachtung der erhöhten Oberflächentemperaturen bei Braun- 
und Grünglas muss mit beachtet werden, dass sich bei ansonsten gleichen Modellannahmen für das 
Glasschmelzmodell und das Verbrennungsmodell die Oberofentemperaturen erhöhen werden. Diese 
Oberofentemperaturen können über den kritischen Anwendungsgrenztemperaturen für das 
Feuerfestmaterial (z.B. Silika) des Gewölbes liegen. Weiterhin muss kritisch bemerkt werden, dass 
Braungläser nicht in Weißglasschmelzöfen hergestellt werden, sondern andere konstruktive Parameter 
insbesondere der Glasschmelzbadtiefe gelten. Praktisch bedeutet dies, dass erhöhte 
Oberflächentemperaturen bei Braun- und Grüngläsern auftreten, aber diese nach oben durch das 
Feuerfestmaterial des Oberofens und der Verdampfung aus der Schmelze begrenzt sind. Der 
angegebene Temperaturunterschied an der Oberfläche der Schmelze zwischen Weiß-, Braun- und 
Grünglas ist deswegen nur als tendenzielle Größe anzusehen. 
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Abb. 2: Schema einer Standardschmelzwanne mit HotSpot. 
 
Die Energie zur Erwärmung des Teils der Schmelze, der nach der Abbildung 3 
wieder in Richtung des Gemenges strömt, muss bei einer energetischen Betrachtung 
nicht beachtet werden, da diese überschüssig zugeführte Energie am Gemengehaufen 
wieder abgegeben wird.  
Für andere Bewertungskriterien wie Verdampfung aus der Schmelze, der Korrosion 
der Feuerfestmaterialien und die Kosten für den Aufbau der Schmelzanlage sind 
hingegen diese höheren Temperaturen von beispielsweise bis zu 1500 °C und höher 
in Betracht zu ziehen. Der Prozess der Verdampfung von Glasschmelzbestandteilen 
wird im Hinblick auf die minimal notwendige Temperatur der Schmelze von 
beispielsweise 1420 °C gegenüber 1500 °C an der Oberfläche der Glasschmelze 
unnötig gefördert. Ebenfalls ist klar, dass eine erhöhte Temperatur der 
rückströmenden Schmelze die Entgasung von in der Schmelze gelösten Gasen erhöht. 
Dies kann je nach Situation förderlich sein, wenn dadurch eine notwendig gute 
Entgasung der Schmelze erzielt wird. Dies kann aber auch kontraproduktiv sein, 
wenn dadurch mehr Natriumsulfat dem Gemenge zugeführt werden muss, welches 
Kosten verursacht und die Emission von SOx unnötig steigert.   
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Oberofen Schmelzwanne 
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Durchlass-
bereich 
Befeuerung Schmelzwanne 
HotSpot-Bereich mit sich 
ausbildenden Konvektionswalzen 
links und rechts davon 
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 Abb. 3: Strömungen nach dem Wall im mittleren Bereich des Standardofens (nach 
Simulationensmodellen von GFM5 [40]) 
 
Zur Bewertung der spezifischen Schmelzleistungen nach den drei Zonen wird nach 
den Abbildungen 1 und 2 klar, dass eine eindeutige Trennung des Standardofens in 
die drei Zonen der Abschmelz-, Restquarz- und Läuterzone nicht möglich ist. Das 
Abschmelzen des Gemenges findet auf der Schmelze und die Restquarzlösung und 
die Läuterung innerhalb der Schmelze statt. Eine Unterteilung des Schmelzbereichs 
in eine Läuterzone und Restquarzlösezone kann beispielsweise im Bereich des 
HotSpots, siehe Abbildung 2, erfolgen. Für eine optimierte Glasschmelzwanne mit 
Wall ist es aus Sicht des Autors sinnvoller, den Wall als Grenze zwischen 
Restquarzlösezone und Läuterzone anzusetzen, da an dieser Stelle die Schmelze mit 
der kürzesten Verweilzeit in der Glasschmelzwanne auf Läutertemperatur erwärmt 
werden muss.  
Als Vergleichsofen für Berechnungen innerhalb dieser Arbeit soll der 
Glasschmelzofen nach der Abbildung 3 aus dem Programm „Glass Furnace 
Model“ [40] verwendet werden. Beim Vergleich der Schmelzfläche vor dem Wall  
für die Restquarzlösezone und der Schmelzfläche nach dem Wall (inklusive Wall) 
für die Läuterzone ergibt sich anhand des Vergleichsofens  nach der Abbildung 3 ein 
                                                 
5  Das Simulationsmodell befindet sich im Programm „Glass Furnace Model“ Ordner Sample 
Models/Container. 
Bereich 
HotSpot 
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Verhältnis von 3,8:16. Die Restquarzlösezone hat demnach unter diesen Annahmen 
einen fast vierfach höheren Schmelzflächenbedarf als der Läuterbereich. Für den Fall 
eines Glasschmelzofens mit einer spezifischen Schmelzleistung von 3,5 t/(m²*d) 
ergibt sich eine spezifische Schmelzleistung für die Restquarzlösezone von             
4,4 t/(m²*d) und für die Läuterzone von 16,8 t/(m²*d)7. In realen Glasschmelzöfen 
können die exakten Werte nur über Simulationsrechnungen angegeben werden, die 
aber je nach Wahl der Randbedingungen (Läutermittelmenge, Redoxzustand, 
Sandkorngröße, Schmelztemperaturen, Massenstrom…) zu verschiedenen 
Ergebnissen führen werden. Für die weiteren Bewertungen innerhalb dieser Arbeit 
werden deshalb die beiden berechneten spezifischen Schmelzleistungen der 
Restquarzlöse- und Läuterzone verwendet (4,4 t/(m²*d) und 16,8 t/(m²*d)), die 
tendenziell als obere Werte unter Standardbedingungen (Standardgemenge, 
Standardtechnologien für den Glasschmelzofen) angesehen werden können. 
Der Wert der spezifischen Schmelzleistung der Abschmelzzone des 
Standardglasschmelzofens hat anhand dieser Betrachtung keinen Einfluss auf die 
Berechnungsgröße der spezifischen Schmelzleistung des Gesamtofens. Für den 
Vergleich zwischen den anderen Glasschmelzofentechnologien wird an dieser Stelle 
ein berechneter Wert für die Abschmelzleistung des Gemenges von 10 t/(m²*d) nach 
Angaben von Richards [20, S. 50.2] verwendet.  
 
2.2 Submerged-Combustion-Melter  
Beim Submerged-Combustion-Melter (SCM), siehe Abbildung 4, wird die 
Glasschmelze über in das Schmelzbassin eingebaute Tauchbrenner beheizt. Die 
Verbrennung erfolgt mit Sauerstoff oder Luft [42]. Bei einem Tauchbrenner kann 
davon ausgegangen, dass die Verbrennungsgase nicht in vereinzelten Blasen in der 
Schmelze aufsteigen, sondern es zum Strahlgasen [45, S. 340-341] kommt, was 
                                                 
6 Die Schmelzfläche des Beispielofens (Das Simulationsmodell befindet sich im Programm „Glass 
Furnace Model“ Ordner Sample Models/Container.) hat eine Fläche von 77,1 m² in der 
Restquarzlösezone und 20,1 m² in der Läuterzone. 
7 Für eine selbst gewählte Schmelzleistung kann der Gesamtflächenbedarf  des Ofens berechnet und 
bei bekanntem Verhältnis zwischen Restquarzlösezone und Läuterzone eine spezifische 
Schmelzleistung für jede Zone berechnet werden. 
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einerseits die hohen zu erwartenden Weber-Zahlen8 [45, S. 338 und 341] als auch die 
Modellierungsergebnisse von Rue zeigen [46, S. 34 und 39]9. 
Die direkte Verbrennung in der Schmelze führt im SCM zu einer verstärkten 
Vermischung und Bewegung der mit 10-30 Pas (1300-1450 °C) [41] zähen Glas-
schmelze. Die spezifische Schmelzleistung des SCM liegt nach Angaben von Huber 
[16, S. 9] bei 20 t/(m²*d) und nach Angaben von Rue [42] bei 21-36 t/(m²*d) bei 
einer Schmelztemperatur von 1400 °C. Diese Angaben von Rue beziehen sich dabei 
auf eine E-Glasschmelze, bei der die Restquarzlösezeit bzw. Batch-Free-Time sehr 
viel kleiner als bei einem Standardbehälterglas ist [47, S. 41]. 
 
Die Verwendung des SCM für die Herstellung von Behälterglas soll in folgender 
Form nach Angaben von Huber [16, S. 9] und Greenman [44]  stattfinden: 
 Abschmelzzone und Restquarzlösezone bestehen aus dem SCM. Huber weist 
darauf hin, dass noch Arbeiten zur Optimierung der Verweilzeitverteilung der 
Schmelze im SCM durchgeführt werden müssen. 
 Die Läuterung kann nicht im SCM stattfinden und muss nach Angaben von 
Greenman in einer separaten Läuterzone erfolgen, die mit einer Läuterbank 
und/ oder einer Schallläuterung arbeitet. Im Rahmen dieser Arbeit soll davon 
ausgegangen werden, dass die Läuterzone als Läuterbank ausgeführt wird. 
 
Durch die hohen Wärme- und Stoffübergänge im SCM ist es zur Vermeidung der 
Korrosion des Feuerfestmaterials notwendig, dass die Glasschmelzherstellung in 
wassergekühlten Stahlbehältern erfolgt. Die Kapitalkosten zum Bau des SCM 
können durch den verringerten Feuerfestbedarf um 60-80 % 10  gesenkt werden. 
                                                 
8 Die Weber-Zahl beschreibt das Verhältnis aus Trägheitskräften zu Oberflächenspannungskräften und 
ist eine dimensionslose Kennzahl der Strömungsmechanik. Die Weber-Zahl liegt bei einer Tonnage 
von 200 t/d, einem spezifischen Energiebedarf von 3,6 GJ/t, einer Düsenanzahl von 4, den relevanten 
Stoffdaten für die Glasschmelze und einer Düsengröße von 5cm bzw. 1 cm bei 137 bzw. 17000 und 
ist damit deutlich größer als die kritische Weberzahl von 2 bzw. 8, ab der es zum Strahlgasen kommt 
[45, S. 341].  
9  Im Detail sind die Zusammenhänge komplizierter, da es beim Strahlgasen auch zur 
Sekundärdispergierung kommt [45, S. 342]. 
10 Der Feuerfestbedarf wird nach Angaben von Rue um 80 % gesenkt [43]. Nach Angaben von 
Greenman [44] werden die Kapitalkosten  um 60 % gesenkt.  
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Weiterhin wurden die ersten SCM in der Ukraine ohne eine Generalreparatur über 20 
Jahre lang betrieben [82].  
Nach Angaben von Rue ist die Verwendung des SCM mit einem wassergekühlten 
Stahlbehälter aufgrund der hohen spezifischen Schmelzleistung kein energetischer 
Nachteil [43]. Mit Hilfe des SCM können Energiekosten um 20 % [43] bis 23 % [5, 
S. 155] gegenüber den im Jahr 2004 besten gasbeheizten Öfen eingespart werden.  
 
 
 Abb. 4: Schema eines Submerged-Combustion-Melter 
 
2.3 „Ramar“-Melter [20] 
Beim „Ramar“-Melter, siehe Abbildung 5, handelt es sich um die Entwicklung einer  
Glasschmelzofentechnologie für Behälter- und Flachglas von der Firma Owens-
Illinois. Der Glasschmelzofen ist nach Angaben von Richards [20] in folgende Zonen 
aufgeteilt. 
 Macro-Mix-Melter zum Abschmelzen des Gemenges (Abschmelzzone) 
 Micro-Mix-Melter zur Restquarzlösung (Restquarzlösezone) 
 Zentrifugalbeschleuniger zur effektiven Läuterung der Glasschmelze 
(Läuterzone) 
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Abb. 5: Schema eines „Ramar“-Melter 
 
Der Macro-Mix-Melter wird von einem wassergekühlten Stahlmantel umgeben. 
Innerhalb des Macro-Mix-Melter befindet sich ein Molybdän-Propeller, der die 
Schmelze in Bewegung setzt. In der Schmelze sind an den Ecken des Macro-Mix-
Melter Elektroden eingetaucht. Der Strom fließt zwischen dem Molybdän-Propeller 
und den Elektroden. Der Molybdän-Propeller erreicht Drehzahlen von 200 U/min11. 
 
Der Micro-Mix-Melter kann als eine Art Schachtofen angesehen werden, in dem die 
Schmelze von oben nach unten fließt. Innerhalb des Micro-Mix-Melter befindet sich 
ein drehbarer Molybdän-Zylinder (ähnlich einem Rotationsviskosimeter), der einen 
Schergradienten von 2-5 s-1 in der Schmelze erzeugen kann11.   
 
Der Zentrifugalbeschleuniger nutzt die Tatsache aus, dass die Läuterung eine 
Funktion von der Fallbeschleunigung ist, siehe auch Unterabschnitt 3.1.3. Der 
Zentrifugalbeschleuniger soll Drehzahlen mit einer Erhöhung der Zentrifugalbe-
schleunigung auf das 240-fache der Erdbeschleunigung erreichen11.  
                                                 
11 Abschätzungen zur Bewertung des „Ramar“-Melter siehe Anhang A2. 
Micro-Mix-Melter 
Macro-Mix-Melter 
Zentrifugalbeschleuniger  
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Folgende technische Informationen nach Angaben von Richards [20] sind für die 
Bewertung des „Ramar“-Melter von Interesse: 
 Die spezifische Schmelzleistung beträgt beim Macro-Mix-Melter 30-           
43 t/(m²*d) bei einer Temperatur der Schmelze von 1289-1350 °C. Die 
Abschmelzleistung des Macro-Mix-Melter wurde bis zu 48 t/(m²*d) getestet, 
wobei die Schmelzleistung durch die anderen Zonen im „Ramar“-Melter 
begrenzt war. 
 Der Micro-Mix-Melter zeigte Produktionsprobleme infolge einer schlechten 
Verweilzeitverteilung der Schmelze innerhalb dieser Zone. Der Micro-Mix-
Melter wurde nach Angaben von Richards [20] in einem späteren Projekt 
gegen eine Restquarzlösezone ausgeführt als Standardwanne mit elektrischer 
Beheizung ausgetauscht.  
Richards gibt an, dass der typische Arbeitsbereich der Gesamtanlage bei 
1290-1350 °C und 12-16 t/d lag. Die spezifische Schmelzleistung der  Rest-
quarzlösezone ausgeführt als Standardwanne liegt für diese Angaben bei 
11,7-15,6 t/(m²*d). 
 Der Zentrifugalbeschleuniger kann eine spezifische Schmelzleistung von 8,4-
12,5 t/(m²*d) aufweisen. Der mit Hilfe dieser Technik entfernbare Blasen-
durchmesser lag bei einer spezifischen Schmelzleistung von 8,4 t/(m²*d) und 
einer Schmelztemperatur von 1289 °C bei einem Grenzblasenradius von   
0,09 mm. Der entfernbare Blasendurchmesser liegt  bei dieser Temperatur in 
einem nach Wondergem und Beerkens [48, S. 198] kritischen Bereich von 
0,1 mm, so dass Anwendungen mit hohen Qualitätsanforderungen höhere 
Läutertemperaturen benötigen. Bei einer Schmelztemperatur von 1426 °C 
kann ein Blasendurchmesser von 0,05 mm entfernt werden.  
 Die Homogenität des hergestellten Glases ist anhand von gemessenen 
Kennzahlen nach Shelyubskii [98] als sehr gut zu bewerten [20]. 
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2.4 „P-10“-Melter [3, S. 7-8] 
Der „P-10“-Melter, siehe Abbildung 6, ist eine Glasschmelzofentechnologie von der 
Firma PPG. Der Glasschmelzofen ist in drei Zonen aufgeteilt. In der ersten Zone, der 
Abschmelzzone, wird das Gemenge auf einer schiefe Ebene aufgetragen (etwa 80° 
Anstellwinkel). Zur Verhinderung des Abrutschens des Gemenges wird die 
Abschmelzzone zur Einstellung einer stabilisierend wirkenden Zentrifugalbeschleu-
nigung gedreht. Das stetig aufgetragene Gemenge schützt dabei das darunter 
liegende Feuerfestmaterial vor der entstehenden korrosiven Schmelze. Weiterhin 
werden die Wärmeverluste durch den Boden aufgrund der geringen 
Wärmeleitfähigkeit des Gemenges minimiert. 
Das Gemenge wird in einem vorreagierten Zustand in dem „P-10“-Melter (als 
Natriumsilikat aus Natriumkarbonat und Sand und mit Dolomit und Kalkstein 
vorkalziniert) eingebracht. Die Beheizung der Abschmelzzone erfolgt mit Hilfe von 
Brennern im Oberofen, wobei durch den Einsatz von Sauerstoff hohe Verbrennungs-
temperaturen und damit verbunden ein hoher Wärmeübergang an das Gemenge mit 
hoher Abschmelzleistung erzeugt werden kann. Es ist zu berücksichtigen, dass beim 
Einsatz von Oxy-Fuel die Abgasströmungen verringert werden und dadurch die 
Verstaubung geringer ausfällt. Auf der anderen Seite ist die Verdampfung von 
Komponenten aus der neu entstehenden Schmelze bei einer Oxy-Fuel-Befeuerung zu 
berücksichtigen. 
Die zweite Zone, die Restquarzlösezone, ist als ein einfacher Herd aufgebaut. Zur 
Beheizung werden Elektroden und Tauchbrenner eingesetzt. 
Die dritte Zone wird als Vakuumläuterzone mit sehr niedrigen Atmosphärendrücken 
von 3-6 Pa ausgeführt. Zur Reduktion des entstehenden Schaums werden Brenner, 
Druckwechsel und das Einspritzen von Wasser verwendet. Die Schmelze fließt dabei 
nach unten hin weg.  
Weitere technische Angaben zum „P-10“-Melter insbesondere zur spezifischen 
Schmelzleistung und der notwendigen Schmelztemperaturen konnten in der Literatur 
und der Patentliteratur nicht gefunden werden. Abschätzende Kennwerte für die 
einzelnen Zonen des „P-10“-Melter werden in dieser Arbeit anhand der 
Untersuchungen zum Segmented-Dünnschichtschmelzer gegeben. 
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Abb. 6: Schema des „P-10“-Melter 
 
2.5 Segmented-Melter nach Beerkens [15; 16, S.14 und 15] 
Der Segmented-Melter ist ein von Beerkens erstelltes theoretisches Konzept zur 
Optimierung des Glasschmelzprozesses. Ziel im Segmented-Melter nach Beerkens 
ist es, die mittlere Verweilzeit im Glasschmelzofen von 24 h auf 6 h herabzusetzen 
und das Volumen der Glasschmelzwanne optimal auszunutzen. Dies soll durch eine 
Intensivierung des Glasschmelzprozesses erfolgen. Nach Angaben von Beerkens 
kann mit Hilfe dieses Konzepts Energie im Bereich von 10-25 % eingespart und eine 
hohe spezifische Schmelzleistung erreicht werden.  
 
 
 
 
 
 
Austritt der Schmelze in 
Richtung Arbeitswanne / 
Verteilerwanne mit Speisern 
Vakuumläuterzone 
Restquarzlösezone 
Abschmelzzone 
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Beerkens unterteilt den Segmented-Melter, siehe Abbildung 7, in verschiedene 
Zonen in denen unterschiedliche verfahrenstechnische Prozesse ablaufen: 
 In Zone 1 wird das Gemenge von 30 °C auf 1200 °C erwärmt und 
abgeschmolzen. Der Prozess findet aus verfahrenstechnischer Sicht in einer 
Art Pfropfenströmung (Kolbenströmung, Plug Flow) mit freier Oberfläche 
statt. 
 In Zone 2 wird der Restquarz gelöst, wobei die Temperaturen dieser Zone 
hoch sein sollten, aber nicht so hoch erhitzt, dass Läutergase schon freigesetzt 
werden. Die Temperaturen der Schmelze liegen nach Angaben von Beerkens 
in dieser Zone bei 1300-1350 °C. Zur Intensivierung der Restquarzlösung soll 
die Schmelze gerührt werden und damit aus verfahrenstechnischer Sicht in 
einem Rührkessel stattfinden. 
 In Zone 3 wird die Schmelze auf Läutertemperatur erhitzt, wobei dies aus 
verfahrenstechnischer Sicht in einem Rührkessel stattfinden soll. 
 In Zone 4 soll die Schmelze bei Temperaturen von 1500-1600 °C geläutert 
werden. Die Läuterzone kann als Läuterbank oder Vakuumläuterzone 
aufgebaut werden. Der Prozess findet aus verfahrenstechnischer Sicht in einer 
Art Pfropfenströmung mit freier Oberfläche statt. 
 In Zone 5 soll die Schmelze bei Temperaturen von 1350-1100 °C homo-
genisiert werden und abstehen. Der Prozess findet aus verfahrens-technischer 
Sicht in einem Rührkessel statt. 
 
Bei der Bewertung des Segmented-Melter wird davon ausgegangen, dass die Zone 1 
der Abschmelzzone, die Zonen 2 und 3 der Restquarzlösezone und die Zone 4 der 
Läuterzone entsprechen. Die Zone 5 wird nicht in die Betrachtung einbezogen. 
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Batch heating Sand dissolution Gas bubble removal Re-fining 
10-25% back flow 
20-1200 C
batch blanket 
1300-1350 C
melting 
1550-1650 C
fining
shallow melt depth 
1350-1100 C
re-fining & 
conditioning 
1550 C
heating 
 
Abb. 7: Schaubild des Konzepts eines Segmented-Melter nach Beerkens [15, S. 190-192] 
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2.6 Segmented-Dünnschichtschmelzer 
Der Segmented-Dünnschichtschmelzer ist ein am Lehrstuhl für Glas und 
Emailtechnik in Freiberg [52] diskutiertes Konzept zur Intensivierung des 
Glasschmelzprozesses in einem Glasschmelzofen. Anhand der theoretischen 
Vorbetrachtung war zu vermuten, dass mit Hilfe dieser Ofentechnologie eine 
deutliche Erhöhung der spezifischen Schmelzleistung und damit eine Herabsetzung 
der Kosten (Kapitalkosten und Energiekosten) ermöglicht werden kann. Die 
einzelnen Zonen dieses Glasschmelzofens wurden für Standardtechnologien vom 
Autor dieser Arbeit im Rahmen der Untersuchungen zum Segmented-
Dünnschichtschmelzer bewertet [18]. 
 
Als Ausgangspunkte zu den Arbeiten am Segmented-Dünnschichtschmelzer wurden 
folgende Thesen aufgestellt:  
1. These: Eine dünne Gemengelage schmilzt schneller als eine dicke 
Gemengelage ab 
2. These: Kleinere Aufstiegswege für die Blasen bedeuten zwangsläufig eine 
geringere Läuterzeit. Wenn gleiche Läuterzeiten vorausgesetzt werden, dann 
kann, im gleichen Maße wie die Glasbadhöhe erniedrigt wird, die Viskosität12 
der Schmelze erhöht werden.  
 
Ein möglicher Konstruktionsansatz zum Segmented-Dünnschichtschmelzer wird in 
Abbildung 8 dargestellt. Die in Abbildung 8 genannten Zonen ASZ, RQLZ und LZ 
werden entsprechend ihrer Funktion als Abschmelzzone, Restquarzlösezone und 
Läuterzone bezeichnet. Die in der Restquarzlösezone braun dargestellte Trennwand 
soll andeuten, dass Kurzschlussströmungen zwischen der Restquarzlösezone und der 
Läuterzone konstruktiv vermieden werden sollten.  
 
 
                                                 
12 Innerhalb der Arbeit wird im Allgemeinen von der dynamischen Viskosität [Pas] ausgegangen. 
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Abb. 8: erster Konstruktionsansatz des Dünnschichtschmelzers. Die Zonen ASZ, 
RQLZ und LZ bezeichnen die sogenannte Abschmelzzone, Restquarzlösezone und 
Läuterzone. 
 
Die Untersuchungen zum Segmented-Dünnschichtschmelzer zeigten, siehe auch die 
folgenden Kapitel 3, 4 und 5 mit den zugehörigen Anhängen: 
 Die spezifische Schmelzleistung der Abschmelzzone liegt bei 5-8 t/(m²*d) 
ermittelt durch experimentelle Untersuchungen. 
 Die spezifische Schmelzleistung der Restquarzlösezone, ermittelt durch 
numerische Untersuchungen, liegt bei 16-40 t/(m²*d) bei Temperaturen von 
1350-1375 °C13.  
                                                 
13 Es handelt sich bei den angegebenen spezifischen Schmelzleistungen um berechnete Werte. Die 
Ermittlung dieser Werte wird im Anhang RQLZ Kapitel 2 dargestellt. Es ist darauf hinzuweisen, dass 
diese Größen nur für bestimmte Sandkorngrößen gelten. Im Hinblick auf die Komplexität der 
Sandkornauflösung und der verschiedenen Einflussgrößen sind diese Werte als maximale Werte 
anzusehen. Wie die Berechnungsergebnisse im Anhang RQLZ Kapitel 1 zeigen sind Unterschiede in 
der Verweilzeit von 100 % und damit auch deutliche Unterschiede in der spezifischen Schmelz-
leistung möglich. Aus Sicht des Autors sollten entweder der untere Wert von 16 t/(m²*d) oder die 
Angaben von Richards zur spezifischen Schmelzleistung der Restquarzlösezone mit einer 
Standarwanne zur Bewertung verwendet werden, siehe Seite 24. Für die Zukunft enpfiehlt es sich auf 
diesem Gebiet gesichertere Werte durch die experimentelle und mathematische Modellierung zu 
gewinnen bzw. durch den Literaturvergleich aufzubauen. 
ASZ 
RQLZ 
LZ 
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 Die spezifische Schmelzleistung einer kostenoptimierten Läuterzone, 
ermittelt durch numerische Untersuchungen, liegt bei 16,7-50 t/(m²*d) und 
bei einer Blasenwachstumsgeschwindigkeit von 4-12*10-7 m/s. Diese Blasen-
wachstumsgeschwindigkeit ist gegenüber einer erhöhten Blasenwachstums-
geschwindigkeit von 5*10-6-10-5 m/s bei Temperaturen von abgeschätzt 1450-
1600 °C sehr gering (der Temperaturbereich ist so groß gewählt, da sich je 
nach Glaszusammensetzung und Redoxzustand unterschiedliche 
Temperaturwerte ergeben). Aus kostenoptimierter Sicht müssen demzufolge 
nicht zu hohe Schmelztemperaturen für die Läuterzone erreicht werden.  
 
2.7 Allgemeine Betrachtung zur Entwicklung neuer Technologien für   
Glasschmelzöfen und Glasschmelzofenkonzepte 
Die in Kapitel 2 aufgelisteten Schmelztechnologien sollen im Rahmen dieser Arbeit 
in den Kapiteln 3, 4 und 5 qualitativ bewertet werden. Die Bewertung erfolgt auf der 
Grundlage von fünf Bewertungsprinzipien, die ebenfalls in den Kapiteln 3, 4 und 5 
dargestellt werden.  
 
Eine Zusammenfassung verschiedener Schmelztechnologien befindet sich zum 
Beispiel bei Ross et al. [5]. Die Bewertung von Schmelztechnologien für 
Glasschmelzöfen ist beispielhaft in ausführlicher Form anhand der Kommentare von 
Walt Scott bei der Zusammenstellung verschiedener Technologien für die 
Glasindustrie von Ross et al. [5, S.189-238] durchgeführt worden.  
 
Bei der Auflistung der Entwicklungen neuer Glasschmelztechnologien von Ross et al. 
[5] werden beispielhaft der Submerged-Combustion-Melter, der High-Intensity 
Plasma Glass Melter, der Advanced Oxy-Fuel Fired Front-End und der Segmented-
Melter nach Beerkens genannt.  
 
Aus der Sicht des Autors ist es auf der einen Seite positiv, dass verschiedene 
Möglichkeiten und Probleme der einzelnen Technologien bewertet werden. Auf der 
anderen Seite ist die Forschung an verschiedenen Schmelztechnologien 
kostenintensiv. Es fehlen für die verschiedenen zur Verfügung stehenden 
Technologien für jede Zone des Ofens Bewertungsmöglichkeiten und die Vorgabe 
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von aus mathematischer Sicht begrenzender Randbedingungen. Diese Vorgabe von 
begrenzenden Randbedingungen kann zum Beispiel durch Vorgaben der Industrie 
zur Überführbarkeit von Technologien in den industriellen Maßstab erfolgen. 
Weiterhin ist es die Aufgabe der Forschung Bewertungsmöglichkeiten für Schmelz-
technologien zu definieren, wie es beispielhaft anhand der Bewertungsprinzipien 1, 2 
und 4 in dieser Arbeit, siehe Abschnitte 3.3 und 4.3, erfolgt. 
Werden solche Randbedingungen und Bewertungsmöglichkeiten geschaffen, dann 
kann eine effizientere Forschung in den Bereichen erfolgen, welche für eine 
Optimierung der Glasschmelzprozesse förderlich sind.  
Weiterhin muss aufgezeigt werden, wie durch den Einsatz von bestimmten 
Technologien in der jeweiligen Zone Kosten gesenkt und Forschungsgelder in 
Zukunft gezielter eingesetzt werden können. Die Vorgabe solcher Entwicklungsrich-
tungen kann durch die Bewertung von Kostenfunktionen zur Konstruktion einzelner 
Zonen bzw. Technologien erfolgen, wie es beispielsweise in den Arbeiten zum 
Segmented-Dünnschichtschmelzer zur Läuterzone durchgeführt und im Bewertungs-
prinzip 3 im Abschnitt 3.3 dieser Arbeit zusammengefasst wird.  
 
2.8 Erläuterung zu den theoretischen Grundlagen zur Bewertung einer 
Glasschmelzofentechnologie 
In den folgenden Kapiteln 3, 4 und 5 sollen die theoretischen Grundlagen des 
Glasschmelzprozesses für die drei Zonen des Glasschmelzofens diskutiert und 
weitere notwendige Blickwinkel auf die theoretischen Zusammenhänge gegeben 
werden. Es werden für die Zonen der Abschmelzzone, Restquarzlösezone und 
Läuterzone fünf Bewertungsprinzipien angegeben. Mit Hilfe dieser fünf 
Bewertungsprinzipien kann zum Teil diskutiert werden, welche Schmelztechno-
logien für die jeweilige Zone von Vorteil sein bzw. welche Schmelztechnologien für 
zukünftige theoretische und experimentelle Bewertungen näher betrachtet werden 
können. Als zu diskutierende Schmelztechnologien werden für jede Zone die in 
Kapitel 2 genannten Glasschmelzofentechnologien verwendet. In Kapitel 6 werden 
anschließend die gewonnenen Erkenntnisse aus den Kapiteln 3, 4 und 5 zur 
theoretischen Vorausbetrachtung von möglicherweise effizienten Glasschmelz-
ofentechnologien dargestellt.  
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Die in den Kapiteln 3, 4 und 5 zu diskutierenden Zusammenhänge und Bewertungen 
der Glasschmelzofentechnologien werden in der Form durchgeführt, dass: 
 für jede Zone des Glasschmelzofens die theoretischen Grundlagen für jede 
Zone genannt, 
 die Arbeiten zur Bewertung des Segmented-Dünnschichtschmelzers für die 
jeweilige Zone dargestellt, 
 die Bewertungsgrundlagen in jeder Zone vertieft diskutiert und abschließend 
die verschiedenen zur Diskussion stehenden Glasschmelztechnologien für 
jede Zone bewertet werden.  
 
Bei den Darstellungen der Arbeiten zum Segmented-Dünnschichtschmelzers werden 
die für diese Arbeit relevanten Ergebnisse präsentiert. Die Grundlagen zur 
Berechnung, die Simulationsprogramme und die experimentellen Untersuchungen 
werden hingegen ausführlich in den jeweiligen Anhängen jeder Zone erläutert, siehe 
Anhang ASZ (Abschmelzzone), Anhang RQLZ (Restquarzlösezone) und Anhang LZ 
(Läuterzone).  
 
Bei den in jedem Abschnitt zu diskutierenden Schmelzofentechnologien  wird von 
einem losen, nicht kompaktierten Gemenge für Massengläser (Behälterglas, 
Flachglas) mit üblichen Korngrößen der Rohstoffe von 0,05-0,5 mm [21, S. 24] 
ausgegangen. Mögliche Einflussfaktoren der Rohstoffe und deren Korngrößen-
verteilung auf die Schmelzbarkeit werden genannt.  
 
Eine vertiefte Diskussion der technischen Möglichkeiten zur Energieübertragung aus 
dem Oberofen an die Glasschmelze durch unterschiedliche Beheizungstechnologien 
erfolgt nicht im Rahmen dieser Arbeit.  
 
Der Autor dieser Arbeit ist sich bei der Diskussion im Klaren darüber, dass aufgrund 
der unvollständigen und komplizierten Sachlage eine Bewertung allumfassend nicht 
möglich ist. Das Hauptproblem ist, dass je nach Standpunkt andere Bewertungs-
einschätzungen erfolgen können und diese für den speziellen Fall richtig, aber nicht 
auf andere Fälle übertragen werden können. Dies wird beispielsweise anhand des 
Standardglasschmelzofens deutlich, bei dem sich je nach hergestelltem Glas 
(Glasfarbe / Wärmeleitfähigkeit etc. und Glaszusammensetzung), verwendeten 
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Gemenge, Anlagenfahrer, verwendeter Befeuerung etc. unterschiedliche Zustände 
(Läuterung, Restquarzlösezeit) insbesondere der Schmelztemperaturen einstellen. 
Die Bewertung anhand einzelner Simulationsrechnungen deren Temperaturwerte nur 
für einen Fall gelten und physikalisch nicht absolut exakt sein können 
(Messprobleme, Modellprobleme) ist risikoreich. Aus diesem Grund sind die in 
dieser Arbeit genannten Bewertungsprinzipien als Tendenzen zu sehen, die für die 
zukünftige Entwicklung neuer Glasschmelztechnologien dienlich sein sollen.  
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Kapitel 3  
Die Läuterzone 
3.1 Grundlagen der Läuterung 
Die Läuterung mit dem Ziel der Entgasung der Schmelze und der Entfernung von 
Blasen kann in die theoretischen Grundlagen und Prozesse der Blasenbildung, des 
Blasenwachstums, des Blasenaufstiegs, der Diffusion und der Löslichkeit von Gasen 
unterteilt werden. 
 
3.1.1 Thermodynamik und Kinetik der Blasenbildung in Glasschmelzen 
Thermodynamik der Blasenkeimbildung 
Die Voraussetzung für die Bildung von Blasen in einer Glasschmelze ist die 
Übersättigung der Schmelze an chemisch und physikalisch gelösten Gasen. Unter 
Übersättigung wird im Folgenden verstanden, dass das Verhältnis aus der Summe 
der Partialdrücke an physikalisch und chemisch gelösten Gasen zum hydrostatischen 
Druck plus Atmosphärendruck größer als eins ist.  
Die Entstehung von Blasen ist dabei an einen kritischen Keimradius der Blase 
gebunden, der sich aus den energetischen Gesichtspunkten ergibt. Köpsel [49, S. 2] 
gibt für den kritischen Keimradius bei idealem Gasverhalten und homogener 
Keimbildung  Gleichung 3.1 an. 
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rK... kritischer Keimradius 
ph…  hydrostatischer Druck 
σ … Grenzflächenspannung der Schmelze zur Atmosphäre der Blase 
ε … Übersättigung 
 
Ideales Verhalten der Gase in der Blase nach Gleichung 3.1 kann nach Köpsel [49, S. 
62] bis in die Nähe einer Übersättigung von 2,7 angenommen werden. Die 
Größenordnung der Übersättigung liegt bei homogener Keimbilung bei dem Getränk 
Bier bei 5,7 [49, S. 2]. 
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Nach Gleichung 3.1 könnten theoretisch Keime schon bei geringen Übersättigungen   
mit Durchmessern bis zu 0,1 mm entstehen. Praktisch wird dies durch die Kinetik der 
Keimbildung verhindert.  
 
Kinetik der Blasenkeimbildung  
Köpsel [49, S. 7] gibt anhand von Literaturrecherchen die Kinetik der Keimbildung 
als Berechnungsgleichung an. Die Bildungsgeschwindigkeit der Keime sinkt anhand 
der Angaben von Köpsel mit: 
 sinkender Temperatur der Schmelze 
 mit sinkender Konzentration an für die Keimbildung relevanten Stoffen, 
wobei Köpsel [49, S. 62] gelöstes NaCO3 und N2 für die Keimbildung 
verantwortlich macht 
 steigendem kritischen Keimradius 
 
Die Wahrscheinlichkeit des Auftretens von Keimen wird dabei durch die heterogene 
Keimbildung erhöht, indem die Arbeit zur Bildung neuer Oberflächen verringert 
wird. 
Die Arbeit zur Bildung neuer Oberflächen wird nach Gleichung 3.2 [49, S. 3]  mit 
Hilfe des Faktors ψ charakterisiert, der den Einfluss der Grenzflächenenergien  
berücksichtigt. 
 
  24 kK rA                                                                                            (3.2) 
AK…Keimbildungsarbeit für heterogene Keimbildung 
 
Köpsel [49, S. 63] berechnet für bestimmte Konzentrationen an Natriumkarbonat und 
Stickstoff für unterschiedliche Faktoren ψ die Menge an entstandenen Keimen für 
eine Übersättigung von 2,7 in Abhängigkeit von der Zeit. Die Ergebnisse zeigen, 
dass je nach Randbedingung 10-108 Blasen pro m³ Glasschmelze binnen einer 
Stunde entstehen können, wobei ein großer Teil der Blasen in den ersten Minuten 
entsteht. Die große Variabilität der Blasenmenge pro m³ lässt vermuten, dass durch 
das Einbringen von zusätzlichen Grenzflächen eine Verringerung der Menge der 
gelösten Gase in der Schmelze durch Blasenneubildung erfolgen kann. Wird aber 
abgeschätzt wie viel Mol die neu entstehenden Blasen aufnehmen, dann werden bei 
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einer Anzahl von 108 Blasen pro m³ mit einem Durchmesser von 10-5m nur 6*10-6 
mol pro m³ verbraucht 14.  
Abbildung 9 zeigt die durch Blasenwachstum verbrauchte Stoffmenge in 
Abhängigkeit der von der Anzahl der bei der Keimbildung gebildeten Blasen.  Es 
folgt aus Abbildung 9 in Verbindung mit Tabelle 1, dass eine relevante Veränderung 
der Gassättigung der Schmelze nur durch das Wachstum der Blasen erreicht werden 
kann. 
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Abb. 9: verbrauchte Stoffmenge an Gasen pro m³ Glasschmelze durch das Wachstum 
der Blasen in Abhängigkeit von der Anzahl der gebildeten Blasen pro m³ (105, 106, 
107, 108 Blasen pro m³). Der Anfangsradius der Blase beträgt 0,05 mm. 
 
Zur Einschätzung der Größenordnung der gelösten Gase in der Schmelze als 
Anfangsbedingung für die Läuterung wird Tabelle 1 angegeben. Bemerkenswert ist 
dabei, dass in einem scherbenfreien Gemenge die Menge an Wasser und 
Kohlenstoffdioxid bei etwa 3000 mol pro m³ Glasschmelze und 10000 mol pro m³ 
Glasschmelze zur Verfügung stehen. Während der Einschmelzreaktionen bis zum 
Beginn der Läuterung wird demnach ein Großteil der Gase aus dem Gemenge bzw. 
der Schmelze entfernt. 
 
 
                                                 
14 Bei einer Übersättigung von 2,7 liegt der kritische Keimradius bei homogener oder heterogener 
Keimbildung in der Größenordnung von 10-8 m. 
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Tab. 1: relevante Daten für die Anfangsbedingung von gelösten Gasen in 
Glasschmelzen [50, S. 100; 51, S. 105]  
Gasart minimaler Wert   
[mol/m³] 
maximaler Wert in 
[mol/m³] 
CO2 3,4 4,5 
H2O 11 40 / 80 Oxy-Fuel 
N2 0,028 0,036 
SO3 9,1 (0,1 % Na2SO4) 91 (1 % Na2SO4) 
O2 6,25 25 
Summe Gase 29,8 160,5  / 200,5 
 
Da die Angabe der Menge der gelösten Gase noch nichts über das Verhalten der 
Gase bei der Läuterung aussagt, soll im Folgenden auf die physikalische und die 
chemische Löslichkeit der Gase in Glasschmelzen eingegangen werden. 
 
3.1.2 Löslichkeit und Diffusion von Gasen in Glasschmelzen 
Gase können in Glasschmelzen aus theoretischer Sicht physikalisch und chemisch 
gelöst werden. 
 
Physikalische Löslichkeit 
Gase können in Glasschmelzen physikalisch in den Zwischenräumen des 
Netzwerkes 15  der Glasschmelze gelöst werden. Die physikalische Löslichkeit ist 
dabei abhängig von folgenden Faktoren [34, S. 206-207]: 
 
 mit steigender Temperatur nimmt die physikalische Löslichkeit zu 
 Netzwerkwandler weiten das Netzwerk auf und geben Raum zur 
physikalischen Lösung der Gase 
 
Die Löslichkeit der Gase kann mit Hilfe des Henry’schen Gesetzes nach Gleichung 
3.3 beschrieben werden, da die gelöste Menge von physikalisch gelösten Gasen in 
                                                 
15 Gemeint ist die Struktur der Glasschmelze, die beispielsweise als Netzwerk angesehen werden kann 
[96, S. 49 ff.]. 
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Glasschmelzen sehr niedrig ist. Der Henry-Koeffizient ist entsprechend des Gesagten 
von der Struktur und der Temperatur der Glasschmelze abhängig. 
 
pi = kHe,i*xi                                                                                                                (3.3) 
 
pi…Partialdruck des Gases i 
kHe,i…Henry-Koeffizient für das Gas i 
xi...Molanteil des gelösten Gases in der Schmelze i 
 
Bei der Angabe von Henry-Koeffizienten beziehungsweise der Berechnung von 
Partialdrücken von Gasen in der Schmelze wird nicht immer der Molanteil als 
Vergleichsbasis, sondern die Konzentration in mol/m³ angegeben. Im Rahmen dieser 
Arbeit soll die Konzentration der gelösten Gase in der Schmelze ebenfalls auf 
mol/m³ bezogen werden. 
 
Chemische Löslichkeit 
Die chemische Löslichkeit von Gasen kommt durch Reaktionen der Gase mit der 
Struktur bzw. einzelnen Bestandteilen der Schmelze zustande. Die chemische 
Löslichkeit der Gase ist im Vergleich zur physikalischen Löslichkeit der Gase etwa 
1000-10.000 mal so hoch [53]. Durch den chemischen Charakter (gebunden an eine 
Reaktion) der Lösung der Gase wird die chemische Löslichkeit der Gase im 
Allgemeinen in Form der Reaktionsgleichungen und den damit verbundenen 
Massewirkungsgesetzen angegeben. Die Abhängigkeit der chemischen Löslichkeit 
von der Temperatur und dem Redoxzustand der Schmelze ist demnach immer von 
den Eigenschaften der (gewählten) chemischen Reaktionen abhängig.  
 
Die anhand der Zusammenhänge für die chemische und physikalische Löslichkeit 
berechneten Partialdrücke von Gasen sind Gleichgewichtswerte, die für die 
Berechnung der Diffusion der Gase im Ungleichgewichtszustand mit der 
Atmosphäre herangezogen werden. Unter Atmosphäre wird in dieser Arbeit die 
Zusammensetzung der Ofenatmosphäre und der einzelnen Blasen verstanden, mit der 
die Schmelze im Stoffaustausch steht.  
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Im Anhang A1 wird eine Sammlung von Gleichgewichten verschiedener Gase und 
deren Diffusionseigenschaften angegeben, die zur Bewertung des Einflusses des 
Schmelzdruckes auf die Läuterung verwendet wurden.  
 
3.1.3 Blasenaufstieg und Stoffaustausch zwischen der Schmelze und der 
Atmosphäre 
Blasenaufstieg 
Der Aufstieg von Blasen in der Glasschmelze mit dem Blasenradius rB kann mit 
Hilfe der Gleichung 3.4 berechnet werden Der Vorkoeffizient b wird von 
verschiedenen Autoren [34,  S. 222-224; 54, S. 229-238] mit 1/3 nach Hadamard 
oder mit 2/9 nach Stokes angegeben.  
 
Brückner und Jebsen-Marwedel geben an [34,  S. 222-224], dass der Vorkoeffizient 
in Abhängigkeit von den Eigenschaften der Schmelze angegeben werden muss. Ohne 
die Diskussion an dieser Stelle zu vertiefen, wird in dieser Arbeit mit einem 
Vorkoeffizient b von 2/9 gerechnet, da damit eine geringere Blasenaufstiegs-
geschwindigkeit modelliert wird.  
l
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uB … Blasenaufstiegsgeschwindigkeit 
g… Erdbeschleunigung 
ηl… dynamische Viskosität der Flüssigkeit  
ρl… Dichte der Flüssigkeit  
ρg… Dichte des Gases in der Blase 
 
Das Gesetz nach Gleichung 3.4 gilt für Reynoldszahlen Re sehr viel kleiner eins [54, 
S. 229-238]. Die Reynoldszahl wird nach Gleichung 3.5 berechnet. 
 
l
lBB ru
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
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2
Re                                                                                                  (3.5) 
Für Läuterblasen mit einem maximalen Blasenradius von 5 mm [50, S. 103] beträgt 
die Reynoldszahl etwa 0,04, so dass für die Läuterblasen das Gesetz für den 
Blasenaufstieg nach Gleichung 3.4 verwendet werden kann.  
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Stoffaustausch zwischen der Ofenatmosphäre und der Schmelze  
Der Stoffaustausch zwischen der Ofenatmosphäre und der Schmelze kann die 
Produktion und Qualität des Glases nach Brückner und Jebsen-Marwedel [34, S. 
323-326] oder Ortmann beeinflussen [55, S. 103-121]. Die dabei relevanten Prozesse 
sind die Beeinflussung der Schmelze insbesondere im Einschmelzbereich durch 
Reduktions- und Oxidationsprozesse und durch den Wassergehalt der Atmosphäre.   
 
Stoffaustausch zwischen der Blase und der Schmelze 
Der Stoffaustausch zwischen der Blase und der Schmelze ist von den konvektiven 
und diffusiven Einflüssen abhängig. Für die angegebenen Fälle des Stoffaustauschs 
an einer Blase sind für den Stoffübergang die relevanten Sherwood-, Reynolds- und 
Schmidt-Zahlen16 zu berücksichtigen. Wird aus den berechneten Ähnlichkeitskenn-
zahlen, siehe Nölle [22, S. 67-68], die für den Stoffübergang relevante Stoff-
übergangszahl γ nach Gleichung 3.6 in Abhängigkeit vom Blasenradius aufgetragen, 
dann ergibt sich Abbildung 10. 
 
γ =Sh*D/LCh                                                                                                             (3.6) 
 
γ … Stoffübergangszahl 
D…  Diffusionskoeffizient 
Lch... charakteristische Länge, kann mit Blasendurchmesser oder Blasenradius  
gleichgesetzt werden 
 
 
                                                 
16 Die Sherwood-, Reynolds- und Schmidt-Zahlen sind dimensionslose Ähnlichkeitskennzahlen der 
Strömungs- und Thermodynamik. Die Sherwood-Zahl beschreibt das Verhältnis aus effektiv durch 
Konvektion und Diffusion übergegangener Stoffmenge zur nur durch die reine Diffusion 
transportierten Stoffmenge [99, S. 219]. Die Reynolds-Zahl beschreibt das Verhältnis von Trägheits- 
zu Zähigkeitskräften [99, S. 132]. Die Schmidt-Zahl beschreibt das Verhältnis aus diffusiven Impuls- 
und diffusiven Stofftransport [99, S. 217]. 
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Abb. 10: Abhängigkeit der Stoffübergangszahl von der Blasengröße der Läuterblase 
für eine Glasschmelze mit einer Viskosität von 10 Pas, einer Dichte von 2300 kg/m³ 
und einer Diffusionskonstante von 5*10-10 m²/s  
 
Anhand von Abbildung 10 ist zu erkennen, dass für Läuterblasen kleiner 1 mm die 
Stoffübergangszahl von der Blasengröße abhängig ist. Für Blasengrößen größer        
1 mm ist die Stoffübergangszahl als konstant anzunehmen. Němec gibt für den 
Stoffaustausch und der damit verbundenen Blasenwachstumsgeschwindigkeit einen 
konstanten Wert an, der nur bei sehr kleinen Blasengrößen, mind. < 0,25 mm, durch 
die Oberflächenspannung vom Radius der Blase beeinflusst wird [50, S. 107, Bild 
11]. Dieser Zusammenhang ergibt sich aus den von Němec verwendeten 
Gleichungen [50, S. 103 und 107; 56]. 
 
Roi [57] verwendet experimentelle Daten von Němec [58, S. 107, Tab. 1] und 
modelliert damit die Blasenwachstumsgeschwindigkeit in Abhängigkeit von der 
Temperatur der Schmelze als kubische Gleichung, siehe Gleichung 3.7, deren 
Koeffizienten für verschiedene Konzentrationen an Läutermittel Na2SO4 in Tabelle 2 
angegeben sind. 
Abbildung 11 gibt weiterhin einen Eindruck über die Blasenwachstums-
geschwindigkeit in Abhängigkeit von der Temperatur und der Konzentration an. 
 
 
 
 
Die Läuterzone                                                                                                             Seite 43 
w = C0+C1*T+C2*T²+C3*T³                                                                                  (3.7) 
w... Blasenwachstumsgeschwindigkeit in mm/s 
T… Temperatur in °C 
Ci… Koeffizienten der kubischen Gleichung 
 
Tab. 2: Koeffizienten zur Berechnung der Blasenwachstumsgeschwindigkeit nach 
Roi [57]. 17  Der Koeffizient C2 für einen Gehalt von 1,0% Läutermittel wurde 
gegenüber der Originalarbeit aufgrund einer fehlerhaften Angabe korrigiert 
Na2SO4  
[%] 
C0 C1 C2 C3 
0,3 -2,39696*10-1 5,42088*10-4 -4,08319*10-7 1,02440*10-10 
0,5 -3,64963 8,30586*10-3 -6,29552*10-6 1,58926*10-9 
0,7 -5,23928 1,19078*10-2 -9,01345*10-6 2,2722*10-9 
1,0 -6,43 1,46303*10-2 -1,10868*10-5 2,7982*10-9 
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Abb. 11: Blasenwachstumsgeschwindigkeit in Abhängigkeit von der Temperatur der 
Schmelze und der Konzentration des Läutermittels 
                                                 
17 Die Genauigkeit der Koeffizienten ist beschränkt auf den Temperaturbereich von 1400-1500 °C. 
Die Messdaten nach Němec [58, S. 107, Tab. 1] werden beispielsweise für 1450 und 1500 °C und 
einer Konzentration des Läutermittels von 0,5 % mit einem Rechenfehler von kleiner 3 % 
wiedergegeben. Hingegen liegt der Rechenfehler bei 1400 °C und einer Konzentration des Läuter-
mittels von 0,5 % gegenüber den Messwerten bei 160 % und ist größer als der Messwert. Weiterhin ist 
zu bemerken, dass bei 1370 °C und einem Läutermittelgehalt von 0,5 % die Blasenwachstums-
geschwindigkeiten negativ werden, was nicht den Messwerten nach Němec entspricht. Die 
Messungen nach Němec wurden bei Temperaturen von 1250-1500 °C durchgeführt.  
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Die Blasenwachstumsgeschwindigkeit wurde innerhalb der Arbeiten zum 
Segmented-Dünnschitchtschmelzer, siehe Abschnitt 3.2 und Anhang LZ, für 
Optimierungsrechnungen zur Läuterzone mit Hilfe von Gleichung 3.7 und Tabelle 2 
berechnet.  
 
Einfluss der Blasenwachstumgeschwindigkeit 
Němec entwickelte ein Modell [56] zur Berechnung der Diffusion von Gasen aus der 
Schmelze in die Blase und umgekehrt. In diesem Modell wird der Einfluss der 
Schmelzbadhöhe, der Grenzflächenspannung und des Drucks über der Schmelze 
während des Blasenwachstums und des Aufstiegs mit berücksichtigt. Unter 
Einbeziehung der Diffusion verschiedener Gase und der Konzentration der Gase in 
der Blase und der Schmelze (in kg/m³) kann eine Berechnung der 
Blasenwachstumsgeschwindigkeit erfolgen. Dieses Modell wurde innerhalb der 
Arbeiten zum Segmented-Dünnschichtschmelzer, siehe Anhang LZ, Abschnitt 7.4, 
zur Bewertung des Einflusses des Schweredrucks der Schmelze auf die 
Blasenwachstumsgeschwindigkeit verwendet, wobei als Konzentration statt der 
Masse die Molzahl (in mol/m³) verwendet wurde.  
 
Mit Hilfe der Blasenwachstumsgeschwindigkeit w lassen sich theoretisch die 
Verhältnisse in der Läuterzone beschreiben und den Einfluss der konstruktiven 
Parameter auf die Läuterung abschätzend erklären. 
 
Wird angenommen, dass nur eine Temperatur und eine Konzentration an 
Läutermitteln in der Läuterzone vorliegen, der Einfluss des Schweredrucks 
unberücksichtigt bleibt18, dann kann für eine konstante Blasenwachstumsgeschwin-
digkeit der Einfluss der konstruktiven Randbedingungen der Läuterzone qualitativ 
bewertet werden. 
 
Es gilt, dass der Radius der Blase für eine konstante Blasenwachstums-
geschwindigkeit w mit der Zeit nach Gleichung 3.8 wächst. 
 
 
                                                 
18 Diese Annahme ist berechtigt für geringe Unterschiede in der Glasschmelztiefe. Hingegen dürfen 
Glasschmelztiefen von z.B. 0,1 m und 0,5 m nicht direkt miteinander verglichen werden. 
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r(t) = rt=0+w*t                                                                                                            (3.8) 
r(t)… Blasenradius in Abhängigkeit von der Zeit t 
rt=0… Anfangsbedingung des Blasenradius 
w… Blasenwachstumsgeschwindigkeit 
 
Wird Gleichung 3.8 in Gleichung 3.4 eingesetzt und über die Zeit integriert, dann 
kann die Höhe der Blase in Abhängigkeit von der Zeit berechnet werden. 
Vorausgesetzt wird dabei, dass die Strömungsgeschwindigkeit der Glasschmelze in 
Richtung des Blasenaufstiegs gleich Null ist. Gleichung 3.9 gibt das Ergebnis der 
Integration wieder. In Gleichung 3.9 wird der Einfluss der Dichte des Gases auf die 
Blasenaufstiegsgeschwindigkeit nach Gleichung 3.4 vernachlässigt. 
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h(t)…  Aufstiegshöhe der Läuterblase als Funktion der Zeit t 
h(t=0)… Anfangsbedingung der Aufstiegshöhe der Blase 
t…  Zeit in Sekunden  
 
Die Zeit t in Gleichung 3.9 ist die Verweilzeit der Schmelze innerhalb der 
Läuterzone. Die Verweilzeit kann mit Hilfe der Kontinuitätsgleichung für eine 
inkompressible Strömung nach Gleichung  3.10 berechnet werden. 
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                                                                                                   (3.10) 
tv… Verweilzeit der Schmelze in der Läuterzone 
hLz… Glasschmelzhöhe in der Läuterzone 
l… Länge der Läuterzone 
b… Breite der Läuterzone 

m … Massenstrom der Glasschmelzproduktion 
c…  Faktor, der das Verhältnis zwischen maximaler zur mittleren  
 Geschwindigkeit darstellt 
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Anhand von Gleichung 3.9 wird ersichtlich, dass sich eine längere Verweilzeit bei 
einer Wachstumsgeschwindigkeit w größer Null positiv auf den zurückgelegten 
Aufstiegsweg der Blase auswirkt. Demzufolge muss es das erste Ziel des 
Konstrukteurs sein, eine große Verweilzeit oberhalb einer Mindestläutertemperatur 
der Schmelze innerhalb der Läuterzone zu ermöglichen. Weiterhin wird klar, dass 
sich die Länge l, Breite b und Glasschmelzhöhe hLz der Läuterzone positiv auf die 
Verweilzeit auswirken. Zusammenfassend bedeutet dies, dass eine Verbesserung der 
Entfernung von Blasen aus der Schmelze innerhalb der Läuterzone erreicht wird, 
wenn: 
 die Blasenwachstumsgeschwindigkeit hoch ist. Demzufolge wirken sich eine 
Temperaturerhöhung innerhalb der Glasschmelze und die Erhöhung der 
Konzentration an Läutermitteln positiv auf die Blasenentfernung aus der 
Schmelze aus. 
 die Verweilzeit erhöht wird. Demzufolge wirken sich eine Vergrößerung der 
Länge l, der Breite b und in gewissen Grenzen der Glasschmelzhöhe hLz der 
Läuterzone positiv aus. 
 
Die Beeinflussung der Konzentration an Läutermitteln, der Temperatur und die 
konstruktiven Randbedingungen wirken sich in fixen (Aufbaukosten für 
Glasschmelz- und Gemengeanalge) und variablen Kosten (Energiekosten) bei der 
Herstellung des Glases aus. Eine Minimierung dieser Kosten ist anhand von 
Gleichung 3.9 und 3.10 zu erkennen. Es soll noch einmal an dieser Stelle darauf 
hingewiesen werden, dass in Gleichung 3.9 der Einfluss des Schmelzdrucks und der 
Temperaturverteilung auf die Blasenwachstumsgeschwindigkeit w nicht enthalten 
sind, die die Schmelzbadtiefe begrenzen. 
 
Weiterhin wird ersichtlich, dass nach Gleichung 3.8 und 3.10 die Blasengröße mit 
der Zeit wächst und demzufolge einen bestimmten Wert beim Verlassen aus der 
Schmelze erreicht. Die in den Arbeiten zum Segmented-Dünnschichtschmelzer 
durchgeführten Simulationen zeigten19, dass insbesondere für eine tiefe Läuterzone 
(entspricht dem Standardfall in der Glasindustrie) bei hohen Läutertemperaturen 
Läuterblasen 3-4 mm (Blasenradius) groß werden können. Němec berichtet von 
                                                 
19 Diese Ergebnisse sind in dieser Arbeit nicht veröffentlicht, da es sich um Blasengrößen bei sehr 
hohen Schmelztemperaturen handelte. 
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Läuterblasen mit Blasenradien von 1-5 mm in damaligen Glasschmelzwannen [50, S. 
103].  
In Glasschmelzen muss mit Blasenanzahlen in Mengen von größer 107 Blasen pro m³ 
gerechnet werden. In einem Patent der Firma Schott [59, S. 9 und 10] wird 
angegeben, dass je nach Läutertemperatur für ein Alumosilikatglas nach einer 
bestimmten Zeit noch 8*106-4*107 Blasen pro m³ vorhanden sind. Mulfinger [60,      
S. 235, Bild 1] gibt anhand von Laboruntersuchungen für ein Fernsehglas in 
Abhängigkeit von der Schmelzzeit eine Blasenanzahl von 2,3*109 Blasen pro m³ 
beim Beginn des Schmelzens und 108 Blasen pro m³ nach 60 Minuten an. Anhand 
von Versuchen an einer Glasschmelzwanne für Borosilikatglas zeigt Mulfinger [60, 
S. 241, Bild 14], dass durch die Konvektionsströmungen innerhalb der 
Schmelzwanne ständig ungeläuterte kalte Glasschmelze wieder nach oben unter dem 
Gemengehaufen transportiert wird und dadurch mit einem Anstieg der Blasenanzahl 
gegenüber Laborversuchen auf 1,2*109 Blasen pro m³ etwas weiter entfernt vom 
Doghouse zu rechnen ist. Im Bereich der Läuterung ist die Blasenanzahl hingegen 
auf einen Gehalt von 7*106 Blasen pro m³ gesunken. Die Unterschiede liegen damit 
bei zwei Größenordnungen zwischen der Blasenanzahl im Einschmelzbereich und im 
Läuterbereich. 
Die Menge an gelösten Gasen und die Menge an Blasen während des Einschmelzens 
und deren Veränderung der Blasengröße haben demnach einen direkten Einfluss auf 
die Läuterung und deren Kinetik innerhalb der Läuterzone. Beispielsweise geben 
Brückner und Jebsen-Marwedel an [34, S. 195], dass sich bei der industriellen 
Verwendung von Quarzmehl die Restquarzlösung zwar verringerte, aber auf der 
anderen Seite die Läuterung verschlechterte. Brückner und Jebsen-Marwedel merken 
an, dass die schnelle Bildung einer hochviskosen Schicht die Entgasung vermindert 
und damit  Läuterprobleme auftreten.  
 
3.1.4 Einfluss der Läuterung auf die Homogenität des Glases 
Die Homogenität der Glasschmelze kann einen Einfluss auf die Festigkeit, 
chemische Beständigkeit und insbesondere die optischen Eigenschaften des Glases 
haben. Schlieren und andere Inhomogenitäten aus der Restquarzlösung können durch 
den Vorgang der Läuterung vermindert werden [29, S. 13-15; 61, 62]. Dies wird 
durch den Einfluss von Blasen auf die Schlierendeformation und einem damit 
verbesserten Konzentrationsausgleich durch eine größere Oberfläche begründet.  
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Eine Verbesserung der Homogenität kann zusätzlich in nachgeschalteten 
Prozessschritten in der Verteilerwanne mit Vorherden mit Hilfe von Rührern 
durchgeführt werden.  
Schlussfolgernd muss bei der Diskussion von neuen Verfahren zur Optimierung der 
Läuterung beachtet werden, dass diese Technologien nicht den positiven Effekt der 
Schlierendeformation durch die Läuterblasen beeinträchtigen.  
 
3.2 Arbeiten zur Läuterzone des Segmented-Dünnschichtschmelzers 
Innerhalb der Arbeiten zur Läuterzone des Segmented-Dünnschichtschmelzers wurde 
untersucht, welche Größenordnungen die spezifische Schmelzleistung, die Läuter-
temperaturen und Blasenwachstumsgeschwindigkeiten für den theoretischen Fall 
einer Läuterbank ohne Konvektionsströmungen20 aufweisen können. Zur Ermittlung 
dieser Kenngrößen wurde bewertet unter welchen Bedingungen (konstruktiv und 
notwendige Läutertemperaturen) die Kosten für den Aufbau und den Betrieb einer 
funktionalen Läuterbank minimiert sind. Das bedeutet, dass es eine Aufgabe war die 
zugehörige Breite, Länge, Glasschmelzhöhe und Schmelztemperatur einer 
Läuterbank ohne Konvektionsströmungen bei minimalen Kosten zu finden. Dabei ist 
zu beachten, dass bei einer Minimierung der Kosten die Glasqualität nicht 
verschlechtert wird21. 
 
Die zu minimierende Kostenfunktion ist in Gleichung 3.11 angegeben. Die Größe 
Kges, WR bezeichnet die Summe aller auftretenden Kosten während des Betriebs der 
Läuterzone22. Als Kosten wurden die Ofenbaukosten KOfenbau, die Kosten für die 
Wandverluste pro Jahr kWV und die Kosten kGS zur Erwärmung der Glasschmelze auf 
die mittlere Läutertemperatur in der Läuterzone pro Jahr bewertet. Die Größen z und 
                                                 
20  Die Läuterbank ist eine horizontale Platte auf der die Strömung mit einer bestimmten 
Glasschmelzhöhe darüber strömt. Der Fall einer Läuterbank ohne Konvektionsströmungen ist als 
theoretisch anzusehen, da praktisch immer thermisch induzierte Strömungen vorliegen.  
21 Bei der Bewertung der verschiedenen Konstruktionsmöglichkeiten der Läuterbank wird geprüft, ob 
eine Blase mit einem Blasenradius von 0,05 mm die Schmelze innerhalb der Läuterbank verlassen 
kann. 
22 Die Abkürzung WR in Kges, WR bezieht sich auf den üblichen Begriff „Wannenreise“, der sich auf 
die Lebensdauer der Glasschmelzanlage bezieht. 
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J beschreiben wie im Anhang LZ, Kapitel LZ 4 den Annuitätenfaktor z und die 
Abschreibungsjahre J, die mit der Lebensdauer der Anlage gleichgesetzt wurden23. 
 
JkJkJzKK GSWVOfenbauWRges ,                                            (3.11) 
 
Zur Berechnung der Konstruktion und der Läutertemperatur der Läuterbank bei 
minimalen Kosten für einen definierten Massenstrom an Glasschmelze wurden 
folgende Aspekte berücksichtigt: 
 Blasenaufstieg und Blasenwachstum als Funktion der Temperatur. Die 
Temperaturabhängigkeit der Blasenwachstumsgeschwindigkeit w wurde nach 
Gleichung 3.7 und den Angaben nach Tabelle 2 bewertet. 
 Die Bewertung des Einflusses des Schweredrucks auf die Blasenwachs-
tumsgeschwindigkeit w erfolgte durch numerische Simulationen und durch 
den Vergleich mit anderen numerischen Ergebnissen aus der Literatur, siehe 
Anhang LZ, Abschnitt 7.4.   
 Der Einfluß der Strömung auf die Verweilzeit der Blase und damit die 
Bewertung der Funktionalität der Läuterbank wurde berücksichtigt. Der 
Einfluß der temperaturabhängigen Viskosität auf die Verteilung der 
Strömungsgeschwindigkeit über die Höhe der Schmelze erfolgte mit Hilfe 
numerischer Methoden. 
 Die Berechnung des Temperaturgradienten über die Höhe der Schmelze 
geschah mit Hilfe der Strahlungswärmeleitfähigkeit der Glasschmelze, wobei 
der transportierte Wärmestrom in der Glasschmelze mit den Wandverlusten 
durch den Boden der Läuterbank gleichgesetzt wurde.  
 Die Bewertung der Wärmewandverluste erfolgte mit Hilfe der Berechnung 
des Wärmedurchgangs für die Läuterbank und mit Hilfe von Literaturdaten 
für den Oberofen.  
 Die Berechnung der Kosten zum Aufbau der Läuterbank und des Oberofens 
erfolgte anhand von geometrischen Zusammenhängen und den damit 
verbundenen Feuerfestmaterialbedarf. 
                                                 
23  Innerhalb der Berechnungen wurde die Lebensdauer J mit 12 Jahren angenommen und der 
Annuitätenfaktor mit einem Zins von 10 % berechnet.  
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 Zur Bewertung des Wirkungsgrads der Wärmeübertragung an die Schmelze 
wurde der Wirkungsgrad einer elektrischen Beheizung mit 0,9 [101, S. 376-
377] verwendet. 
 
Die genannten Zusammenhänge wurden in verschiedenen Modellierungs-
programmen bewertet und in ein größeres Programm gepackt, das verschiedene 
Konstruktionen der Läuterzone (Länge, Breite, Höhe) und Läutertemperaturen auf 
deren Funktionalität und den zugehörigen Kosten nach Gleichung 3.11 bewertet. Die 
Grundlagen zur Berechnung innerhalb der Modellierungsprogramme werden im 
Abschnitt 3.1 und im Anhang LZ, Kapitel 1 dargestellt. Die Modellierungs-
programme zur Ermittlung der Konstruktion mit den minimalen Kosten werden im 
Anhang LZ, Kapitel 2-624 erläutert. Die notwendigen Vorbetrachtungen und Rand-
bedingungen der Modellierungsprogramme werden im Anhang LZ, Kapitel 7 
dargestellt und definiert.  
 
Die Berechnung der Konstruktion der Läuterzone mit minimalen Kosten wurde 
ursprünglich im Temperaturbereich von 1375-1575 °C durchgeführt. Es zeigte sich 
aber anhand der ersten numerischen Simulationen, dass ein Minimum der Kosten im 
Temperaturfenster von 1385-1445 °C der Glasschmelze zu suchen ist. Die weiterhin 
verwendeten konstruktiven Parameter (Länge, Breite und Glasschmelzhöhe der 
Läuterzone) und deren Wertebereiche sind in Tabelle 3 dargestellt. Die in Tabelle 3 
aufgelisteten konstruktiven Parameter und Läutertemperaturen der Läuterzone 
werden in Kombination im Berechnungsprogramm verwendet, deren Funktionalität 
zur Läuterung auf der Läuterbank überprüft und deren Gesamtkosten nach Gleichung 
3.11 ermittelt. Es ergeben sich nach Tabelle 3 insgesamt 180 Konstruktionsvarianten 
zur Läuterbank (sechs Glasschmelzhöhen, fünf Läuterbankbreiten und sechs 
Läuterbanklängen) und sieben Läutertemperaturen, was insgesamt 1260 
durchgerechneten und bewerteten Varianten entspricht25.  
 
 
 
                                                 
24 Im Anhang LZ 4, Kapitel 4 und 6 wird näher auf die Ermittlung der einzelnen Kosten eingegangen. 
25 Die Verwendung von Algorithmen der nichtlinearen Optimierung erfolgte nicht im Prgramm. 
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Tab. 3: veränderbare Parameter im Programm zur Berechnung der Konstruktion mit 
minimalen Kosten 
Bezeichnung Wertebereich Schrittweite der Änderung 
h…Höhe der Schmelze auf der 
Läuterbank [m] 
 
0,2-1,2 
 
0,2 
b…Breite der Läuterbank [m] 4-12 2 
l…Länge der Läuterbank [m] 0,5-3 0,5 
TL…Läutertemperatur [°C] 1385-1445 10 
 
Anhand der Berechnungsergebnisse wurden jeweils für die Glasschmelzhöhen 0,2 
und 0,4 m die Konstruktion mit minimalen Kosten bewertet und das globale 
Minimum bzw. die Konstruktion der Läuterbank mit minimalen Kosten anhand der 
Parameter nach Tabelle 3 ermittelt. Weiterhin wurden zu den Konstruktionen mit 
minimalen Kosten die zugehörigen Läutertemperaturen und die spezifischen 
Schmelzleistungen der Läuterzone ausgewertet.  
 
Die Berechnungen erfolgten für die Tonnagen 100 t/d, 250 t/d, 500 t/d und 1000 t/d 
einer Grünglasschmelze mit typischen Viskositätseigenschaften für ein Massenglas26 
und für eine Läutermittelkonzentration des Natriumsulfats von 0,5 % nach      
Tabelle 227.  
Die Ergebnisse der Berechnungen sind in den Abbildungen 12-14 dargestellt. Die 
Abbildung 12 stellt den Einfluss des Massenstroms auf die Kosten pro Tonne 
hergestellten Glases für den Fall der Konstruktionen mit minimalen Kosten dar. Die 
Auswertung der spezifischen Schmelzleistung und der Läutertemperatur in 
Abhängigkeit von der Schmelzleistung und Schmelzbadhöhe für die Konstruktionen 
mit minimalen Kosten zeigen die Abbildungen 13 und 14.  
                                                 
26 Siehe auch Anhang A3. 
27  Höhere Konzentrationen an Läutermittel Na2SO4 zeigten innerhalb der Simulationen keine 
Kosteneinsparungen, wenn die Kosten für den Einkauf zur Deckung des erhöhten Läutermittelbedarfs 
berücksichtigt werden.   
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In Abbildung 15 wird der Einfluss der Wärmeisolierung des Glasschmelz-
wannenbodens für den Fall der Standardkonstruktion (Standardwand) und dem Fall 
einer „optimalen Wand“28 gegenübergestellt.  
Die Angabe der zugehörigen Längen und Breiten der Konstruktionen mit minimalen 
Kosten erfolgt nicht in den Abbildungen 12-15, da diese indirekt über die spezifische 
Schmelzleistung angegeben sind. Weiterhin erfolgt in den Abbildungen 12-15 keine 
Angabe der Glasschmelzhöhe bei der die Konstruktion mit den globalen, minimalen 
Kosten gefunden wurde, da sich je nach Massenstrom unterschiedliche Glas-
schmelzhöhen mit minimalen Kosten ergeben haben29.  
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Abb. 12: Einfluss des Massenstroms auf die Kosten pro Tonne hergestellten Glases 
für den jeweiligen Fall der Konstruktionen mit minimalen Kosten (als Parameter 
werden die Konstruktion mit global gesehen minimalen Kosten [min. Kosten] und 
die beiden Glasschmelzhöhen von 0,2 m und 0,4 m dargestellt)30 
                                                 
28 Im Berechnungsprogramm werden die Kosten für den Aufbau und die Wärmeverluste durch die 
Wände des Schmelzbassins als „optimale Wand“ berechnet. Unter einer „optimalen Wand“ wird 
verstanden, dass die Kosten für den Aufbau der Wand und die Wärmeverluste minimiert sind, siehe 
Anhang LZ, Kapitel 4. Unter der Standardwand wird ein typischer Aufbau des Schmelzwannenbodens 
einer Glasschmelzwanne verstanden, siehe Anhang LZ, Abschnitt 7.1. 
29 Die Konstruktionen mit den minimalen Kosten haben Glasschmelzhöhen von 0,4-0,8 m. 
30 Die relativ geringen Kosten pro Tonne Glas sind darauf zurückzuführen, dass bei den Energiekosten 
nur die Kosten zur Erwärmung der Glasschmelze auf Läutertemperatur gegenüber einer 
Bezugstemperatur von 1375 °C im Berechnungsprogramm verwendet werden. 
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Abb. 13: spezifische Schmelzleistung der Konstruktionen mit minimalen Kosten als 
Funktion des Massenstroms für verschiedene Schmelzbadtiefen in der Läuterzone 
(als Parameter werden die Konstruktion mit global gesehen minimalen Kosten [min. 
Kosten] und die beiden Glasschmelzhöhen 0,2 m und 0,4 m dargestellt) 
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Abb. 14: Läutertemperatur der Konstruktionen mit minimalen Kosten als Funktion 
des Massenstroms für verschiedene Schmelzbadtiefen in der Läuterzone (als 
Parameter werden die Konstruktion mit global gesehen minimalen Kosten [min. 
Kosten] und die beiden Glasschmelzhöhen 0,2 m und 0,4 m dargestellt) 
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Abb. 15: Vergleich der Gesamtkosten und der spezifischen Schmelzleistung für den 
Fall der Standardwand31 und der “optimalen Wand”32 
 
Tab. 4: Blasenwachstumsgeschwindigkeit in Abhängigkeit von der Schmelz-
temperatur für eine Läutermittelkonzentration von 0,5 % nach Gleichung 3.7 und den 
Koeffizienten in Tabelle 2  
Temperatur  
[°C] 
Blasenwachstumsgeschwindigkeit  
[m/s] 
1425 1,13*10-06 
1415 7,2*10-07 
1405 4,1*10-07 
1395 1,8*10-07 
 
 
                                                 
31 Entspricht dem Fall eines typischen Bodenaufbaus bzw. der Standardkonstruktion, siehe Anhang 
LZ, Abschnitt 7.1. 
32 Die hier verwendete „optimale Wand“ ist eine erweiterte Forn der „optimalen Wand“ nach Stark et 
al. [63, S. 554 ff.]. Die „optimale Wand“ nach Stark et. al. ist eine optimierte Wandzustellung bei der 
die Kosten für den Aufbau der Wandzsutellung und die Wandwärmeverluste  minimiert sind. Bei der 
innerhalb dieser Arbeit verwendeten „optimalen Wand“ werden zusätzlich die erhöhten Kosten der 
Schmelze durch den Temperaturgradienten über der Höhe der Schmelze berücksichtigt, siehe Anhang 
LZ, Kapitel 4. 
           0.2m        0.4m      min. Kosten 
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Der Einfluß des Massenstroms auf die Kosten pro Tonne hergestellten Glases zeigt 
nach Abbildung 12, dass größere Massenströme geringere Kosten bei der Herstellung 
des Glases verursachen. Beim Vergleich der Kosten zeigt sich, dass im Bereich von 
500-1000 t/d die Kostenunterschiede als gering einzuschätzen sind. Hingegen liegt 
die Kostensenkung beim Vergleich der Konstruktionen der Läuterbank mit global 
gesehen minimalen Kosten für einen Massenstrom von 100 t/d und 500 t/d bei         
11 Cent pro Tonne Glas. Werden die Einsparungen auf 12 Jahre hochgerechnet und 
wird die hergestellte Masse an Glas des 500 t/d-Glasschmelzofens als 
Vergleichsbasis genommen, dann entspricht dies einer Einsparung von 240.900 €. 
 
Die Abbildungen 13 und 14 zeigen, dass die spezifischen Schmelzleistungen mit 25-
50 t/(m²*d) für den theoretischen Fall der Läuterbank ohne Konvektionsströmungen 
sehr hoch sein können und trotzdem die Läutertemperaturen mit 1405-1425 °C 
relativ niedrig liegen. Beim Vergleich mit Tabelle 4 wird ersichtlich, dass die 
Blasenwachstumsgeschwindigkeit w für diese Läutertemperaturen der Glasschmelze 
im Bereich von 4-12*10-7 m/s liegt. Frühere Berechnungsergebnisse zur Läuterzone 
zeigten, dass die Läutertemperaturen für die Konstruktionen mit minimalen Kosten 
bei 1395 °C und die spezifische Schmelzleistung als unterer Wert für den Fall einer 
0,2 m tiefen Läuterzone bei 16,7 t/(m²*d) liegen können. Es ist darauf hinzuweisen, 
dass bei diesen Berechnungsergebnissen der Wirkungsgrad der Energieübertragung 
nicht berücksichtigt und geringere Feuerfestmaterialpreise als in dieser Arbeit 
angenommen wurden33.  
 
Interessant sind die Ergebnisse des Vergleichs zwischen der Standardkonstruktion 
und der „optimalen Wand“ in Abbildung 15. Die Abbildung 15 zeigt, dass die 
„optimale Wand“ bei den Kosten nicht immer besser als die Standardkonstruktion 
sein muss. Das unerwartete Resultat dieses Berechnungsergebnisses kann damit 
begründet werden, dass für den Fall der Standardkonstruktion höhere Temperatur-
gradienten und damit größere Blasenwachstumsgeschwindigkeiten im mittleren 
Bereich der Läuterbank auftreten können. Wie im Anhang LZ, Abschnitt 7.3 
dargestellt wird, müssen nicht die Blasen am Boden der Läuterbank für die 
Läuterung kritisch sein, sondern können die Blasen im mittleren Bereich der 
                                                 
33 Das Ergebnis zur unteren spezifischen Schmelzleistung von 16,7 t/(m²*d)  wurde von Wiltzsch [18] 
präsentiert. 
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Glasschmelzhöhe das Läuterergebnis deutlich beeinflussen. Das heißt, wenn die 
Temperaturgradienten über die Höhe der Glasschmelze bei der Standardwand größer 
als bei der „optimalen Wand“ sind 34 , dann können höhere Blasenwachstumsge-
schwindigkeiten w im kritischen, mittleren Bereich der Glasschmelzhöhe auftreten. 
Die Folge ist, dass die kritischen Blasen für den Fall der Standardkonstruktion besser 
als in einer Konstruktion mit einer „optimalen Wand“ entfernt werden. Daraus kann 
geschlussfolgert werden, dass die Aussage „Eine verbesserte Isolierung ist für den 
Glasschmelzprozess und die Kosten von Vorteil.“ nicht immer gültig sein muss.  
Ähnlich verhält es sich bei den Läutertemperaturen. Durch die erhöhten 
Temperaturgradienten sind im Fall der Standardkonstruktion niedrigere 
Läutertemperaturen35 in der Größenordnung von 10 K möglich. Die Diskussion zur 
Erklärung dieses Zusammenhangs kann ebenfalls mit Hilfe der höheren 
Temperaturgradienten und der verbesserten Läuterwirkung im kritischen Bereich der 
Glasschmelzhöhe geführt werden.  
 
Blasenendradien: 
Die Darstellung der Blasenendradien beim Verlassen der Blase aus der Schmelze und 
deren Abhängigkeiten sind für die Bewertung des Läutermittelverbrauchs von 
technologischer Bedeutung. Die Abbildung 16 zeigt die Abhängigkeit des 
Blasenendradius der am Boden startenden Blase in Abhängigkeit von der 
spezifischen Schmelzleistung. Es ist zu erkennen, dass die Blasenendradien bei 
maximal 1,5 mm liegen.  
 
                                                 
34 Höhere Temperaturgradienten kommen ebenfalls durch niedrigere Strahlungswärmeleitfähigkeiten 
zustande. 
35 Die Angabe der Läutertemperatur bezieht sich auf den Boden der Läuterbank, siehe Anhang LZ, 
Kapitel 4, Seite 263.  
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Abb. 16: Abhängigkeit der Blasenendradien von der spezifischen Schmelzleistung 
für den Fall das sich die Blase am Boden der Läuterbank beim Eintritt der Schmelze 
in die  Läuterzone befindet. Für den Fall ohne Blasenwachstum (ohne LM) wird die 
spezifische Schmelzleistung für eine Temperatur von 1400 °C berechnet. 
 
Notwendige Blasenwachstumsgeschwindigkeit zur Erzielung minimaler Kosten: 
Die dargestellten Berechnungsergebnisse in den Abbildungen 12-15 zeigen, dass 
sinnvolle Konstruktionen für die Läuterzone bei relativ niedrigen Blasenwachstums-
geschwindigkeiten von 4-12*10-7 m/s zu finden sind. Es soll im Folgenden anhand 
einer Abschätzung dargestellt werden, in welchem Bereich nach oben die 
Blasenwachstumsgeschwindigkeit maximal liegen sollte, damit eine Konstruktion 
mit minimalen Kosten für die Läuterbank ohne Konvektionsströmungen erreicht 
wird. An dieser Stelle wird eine qualitative Betrachtung vorgenommen, wobei nur 
die Kosten des Feuerfestmaterials und die Energiekosten für die 
Schmelztemperaturen und Wandverluste bewertet werden. 
  
Anhand der Angaben von Beerkens [39, S.16] ist es bekannt, dass bei einem 
optimierten Standardglasschmelzofen 44,2 % der Energie zur Erwärmung der 
Glasschmelze, 22 % der Energie für die Wandverluste und 27,6 % der Energie für 
die Abgasverluste benötigt werden.  
Zur Bewertung soll angenommen werden, dass ein Glasschmelzofen mit einer 
Tonnage von 400 t/d, einer spezifischen Schmelzleistung des Gesamtofens von      
3,5 t/(m²*d), einer spezifischen Schmelzleistung in der Läuterzone von 16,7 t/(m²*d) 
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und einem spezifischen Energiebedarf von 3,6 GJ/tGlas
36 existiert und die gleichen 
Verhältnisse im Energieverbrauch wie der Ofen nach den Angaben von Beerkens 
aufweist. 
Unter dieser Annahme können die Wandverluste als Funktion der Fläche der 
Läuterzone berechnet werden 37  und ergeben Wandverluste der Läuterzone von       
92,4 GJ/d, was bezogen auf die Fläche der Läuterzone von 24 m² einen spezifischen 
Wandverlust von 3,85 GJ/(m²*d) 38  ergibt. Dieser Wert wird innerhalb der hier 
dargestellten qualitativen Betrachtung zur Verrechnung der Wandverluste als 
Funktion der notwendigen Schmelzfläche der Läuterbank verwendet.  
Mit Hilfe dieser Daten lassen sich bei einer angenommenen spezifischen 
Wärmekapazität der Glasschmelze von 1300 J/(kg*K) 39  und mit Hilfe der 
Gleichungen 3.7 und 3.9 und den Stoffwerten aus Tabelle 2 für eine Läutermittel-
konzentration von 0,5 % die spezifischen Schmelzleistungen, die zugehörigen Wand-
verluste und der Energiebedarf zur Erwärmung der Glasschmelze auf die Läuter-
temperatur abschätzen. Zur Berechnung der sich daraus ergebenden Gesamtkosten 
nach Gleichung 3.11 werden die Parameter der Ofenbaukosten pro m² Läuterzone40 
und der Energiepreis für Erdgas in €/m³Erdgas41 verwendet. Mit Hilfe dieser beiden 
Parameter lassen sich verschiedene Kostensituationen darstellen, die zu einer 
Erhöhung der Läutertemperatur bei minimalen Gesamtkosten führen können.  
                                                 
36 Der von Beerkens bewertete Ofen hat einen spezifischen Energiebedarf von 3,62 GJ/tGlas [39, S. 16]. 
37 Das Verhältnis Schmelzzone zur Läuterzone liegt unter diesen Umständen bei 3,8:1. Das heißt,  es 
kann angenommen werden, dass 20,8 % der Wandverluste (1:4.8) in der Läuterzone verloren gehen, 
was einem Energieverlust von 66 GJ/d entspricht (400 t/d * 3,6 GJ/tGlas * 0,22 % * 0,208 % =            
66 GJ/d). Zusätzlich ist der feuerungstechnische Wirkungsgrad zu beachten der zur Deckung der 
Wandverluste benötigt wird, was zusammen einen Energiebedarf von 92,4 GJ/d ergibt.  
38 Diese Größe entspricht nicht dem Wärmeverlust pro m² durch eine ebene Wand, sondern ist ein auf 
die Bodenfläche der Läuterzone bezogener Energieverlust verursacht durch die Wandverluste, der 
abgeschätzt innerhalb der gesamten Läuterzone verloren geht.  
39 Siehe auch Diskussion zur „wahren spezifischen Wärmekapazität“ Anhang LZ, Abschnitt 8.2. Die 
hier verwendete „wahre spezifische Wärmekapazität“ von 1300 J/(kg*K) kann als ein unterer Wert 
der „wahren spezifischen Wärmekapazität“ der Glasschmelze in der Läuterzone angesehen werden.  
40  Die spezifischen Kosten lagen bei den Berechnungen zur Ermittlung der Konstruktion mit 
minimalen Kosten bei einer Größenordnung von 40.000 €/m²  siehe Anhang LZ, Abschnitt 7.1. Die 
hier dargestellte qualitative Betrachtung nimmt entsprechend deutlich erhöhte Ofenbaukosten an.  
41 Der Preis für einen m³ Erdgas wurde bei den Berechnungen zur Ermittlung der Konstruktion mit 
minimalen Kosten mit 0,3 €/m³Erdgas angesetzt.  
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Zur Ermittlung der spezifischen Schmelzleistung der Läuterzone für verschiedene 
Läutertemperaturen können anhand der Abbildungen 13 und 14 die Läuter-
temperatur und die spezifische Schmelzleistung zum Beispiel für 400 t/d für die 
Konstruktion mit global minimalen Kosten abgelesen werden. Die zugehörige 
Läuterzeit wird abschätzend mit Hilfe der Gleichungen 3.7 und 3.9 für eine am 
Boden startende Blase (0,05 mm Blasenradius) für die in diesem Fall zugehörige 
Glasschmelzhöhe von 0,6 m ermittelt.  
Für niedrigere oder höhere Läutertemperaturen können mit Hilfe der Gleichungen 
3.7 und 3.9 und einer Läutermittelkonzentration von 0,5 % die zugehörigen 
Läuterzeiten und spezifischen Schmelzleistungen berechnet werden. Anhand dieser 
beiden Werte kann eine Berechnung der Ofenbaukosten mittels der Kosten pro m² 
Läuterzone und der Energiekosten (Energie zur Erwärmung der Schmelze und 
Wandverluste pro m² Läuterzone) in €/m³Erdgas ermittelt werden. Als Ergebnis der 
Berechnung kann für jede Kombination der Parameter Energiepreis in €/m³Erdgas und 
der Ofenbaukosten pro m² Läuterzone die zugehörige Läutertemperatur ermittelt 
werden, bei denen die Gesamtkosten nach Gleichung 3.11 der Läuterbank minimiert 
sind. 
 
Die Berechnung wurde für die Konstruktion mit global minimalen Kosten und für 
eine Glasschmelzhöhe von 0,2 m bei einem Massenstrom von 400 t/d durchgeführt. 
Die zugehörigen Ergebnisse sind in den Abbildungen 17 und 18 dargestellt.  
Nach Abbildung 17 wird deutlich, dass die Schmelztemperaturen für eine Glas-
schmelzhöhe von 0,2 m bei maximal 1465 °C anhand der Abschätzung liegen sollten, 
wobei für diesen Fall die Blasenwachstumsgeschwindigkeit bei 4*10-6 m/s liegt. Die 
Ergebnisse für die Konstruktion mit minimalen Kosten (0,6 m) liegen bei maximal 
1425 °C, was einer Blasenwachstumsgeschwindigkeit von 1,2*10-6 m/s entspricht. 
Es kann anhand der Abschätzung geschlussfolgert werden, dass die obersten 
Blasenwachstumsgeschwindigkeiten für eine Läuterbank mit minimalen Kosten bei 
4*10-6 m/s liegen sollten. Als wahrscheinlicher Bereich der Blasenwachstums-
geschwindigkeit für eine Konstruktion mit minimalen Kosten kann der Wertebereich 
von 4-12*10-7 m/s angegeben werden, wobei Ausreißer nach oben bis 4*10-6 m/s als 
möglich erachtet werden sollten. Im Bezug auf die Temperaturen und notwendigen 
Konzentrationen müssen zusätzlich die Messfehler bei der Ermittlung der 
Blasenwachstumgeschwindigkeiten nach Němec, siehe Unterabschnitt 3.1.3 und 
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Gleichung 3.7, berücksichtigt werden. Bei der Temperatur ist unter der Annahme 
eines Messfehlers von 1 % eine Abweichung von 15 K möglich und demzufolge 
kann die maximale Läutertemperatur zur Erzielung minimaler Kosten für eine Glas-
schmelzhöhe von 0,2 m bei 1480 °C liegen. 
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Abb. 17: Läutertemperatur der Konstruktion mit minimalen Kosten als Funktion der 
Ofenbaukosten und Energiepreise anhand der qualitativen Bewertung für eine 
Glasschmelzhöhe von 0,2 m und einem Massenstrom von 400 t/d (Der Parameter 
stellt den Preis pro 10 kWh bzw. pro m³ Erdgas dar.). 
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Abb. 18: Läutertemperatur der Konstruktion mit minimalen Kosten als Funktion der 
Ofenbaukosten und Energiepreise anhand der qualitativen Bewertung für eine Glas-
schmelzhöhe von 0,6 m und einem Massenstrom von 400 t/d (Der Parameter stellt 
den Preis pro 10 kWh bzw. pro m³ Erdgas dar.). 
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3.3 Bewertungsgrundlagen der Läuterzone 
Ausgangspunkt zu den Überlegungen bei der Konstruktion des Segmented-
Dünnschichtschmelzers war die Annahme, dass die Läuterung in dünnen Schichten 
deutlich besser vonstatten geht und damit eine Dünnschichtläuterzone von Vorteil ist. 
Die Begründung möglicher Vorteile einer niedrigen Schmelzbadhöhe in der 
Läuterzone wurde darin gesehen, dass der Blasenaufstiegsweg geringer ist, 
schlussfolgernd die Läuterung nach Gleichung 3.4 schneller vonstatten gehen muss 
und damit verbunden Kosteneinsparpotenziale gegeben sind. Aussagen zum Beispiel 
von Rue et al. „Time can be turned into a refining ally by using a thin film or 'fining 
shelf' that shortens bubble distance to rise.“ [64, S. 6] belegen diesen Gedanken. 
Eigene persönliche Erfahrungen des Autors bei Fachvorträgen zu dem Thema 
zeigten, dass dieser Zusammenhang allgemein akzeptiert und nicht widersprochen 
wird. Als Ausnahme ist in diesem Zusammenhang Baucke zu nennen, der die 
Dünnschichtläuterung in der Möglichkeitsform „This so-called „thin-layer  fining“, 
which is sometimes applied in practical melting units, also reduces the distance of 
the bubbles to the melt surface above the table and thus the rise time necessary for 
the bubbles to reach the melt surface. However, the increased flow rate of the thin 
melt layer and the short residence time of the melt above the “table” may partly 
reduce the desired effect.” in Frage stellt [65, S. 324]. Weitere Vorteile der 
Dünnschichtläuterung sind in dem herabgesetzten Schmelzdruck und geringeren 
Temperaturunterschieden zwischen Boden und Schmelzbadoberfläche zu sehen.  
Ein weiterer Zusammenhang dem der Autor der Arbeit mit auf einem Fachvortrag 
diskutiert hat [17], ist der Zusammenhang, dass bei einer intensivierten Läuterung 
z.B. bei einer Dünnschichtläuterung im Umkehrschluss die Viskosität der Schmelze 
erhöht werden kann. Auf der Basis von Gleichung 3.4 ist es denkbar, dass bei einer 
Reduzierung des Blasenaufstiegswegs zum Beispiel auf 10 % eine umgekehrte 
Erhöhung der Läuterviskosität um den Faktor zehn bei konstanten Läuterzeiten 
möglich ist. Die Veränderung der Läuterviskosität in dieser Größenordnung wäre für 
Massengläser derart von Vorteil, dass die Läutertemperaturen 100 K und mehr 
gesenkt werden könnten. 
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Im Rahmen der Arbeiten zum Segmented-Dünnschichtschmelzer wurden diese und 
andere Potenziale näher untersucht und sollen im Folgenden diskutiert werden.  
 
Zur Diskussion stehen dabei: 
 Der Einfluss einer herabgesetzten Läutertiefe und einer damit verbundenen 
verringerten Läuterzeit auf die Läuterfähigkeit der Läuterzone. 
 Die Möglichkeiten zur Erhöhung der Schmelzviskosität und einer damit 
verbundenen Verringerung der Läutertemperaturen durch eine Intensivierung 
der Läuterung. 
 Die Läutertiefe einer Läuterbank ohne Konvektionsströmungen mit 
minimalen Kosten. 
 
Einfluss einer herabgesetzten Läutertiefe 
Abbildung 19 stellt ein Beispiel zur Diskussion des Einflusses der Läutertiefe dar. 
Aus Abbildung 19 kann optisch klar geschlussfolgert werden, dass die Läutertiefe 
einen Einfluss auf die Läuterzeit hat. Nach Gleichung 3.4 ist dieser Einfluss der 
Läutertiefe auf die Läuterzeit proportional. Es kann geschlussfolgert werden, dass 
eine herabgesetzte Läutertiefe die Läuterzeit verringert und entsprechend die 
Läuterung intensiviert wird. Dieser theoretische Ansatz soll im Folgenden als Ansatz 
„der Intensivierung der Läuterung durch herabgesetzte Aufstiegswege infolge einer 
verringerten Glasbadtiefe“ bezeichnet werden.  
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Abb. 19: kleiner und großer Tiegel mit Glasschmelze und Blasen im Tiegel 
Wird der Fall einer Läuterbank und damit die technische Realisierung in der 
Glasschmelzwanne herangezogen, dann ergibt sich, dass die Verweilzeit der 
Schmelze antiproportional zur Läutertiefe ist. Das heißt, eine flachere Läuterbank 
hat zwar den Vorteil einer niedrigen Läutertiefe, aber gleichzeitig strömt die 
Schmelze schneller durch den Läuterbereich. Schlussfolgernd verringert eine 
herabgesetzte Läuterbadtiefe zwar die Läuterzeit, aber gleichzeitig verringert sich 
proportional die Verweilzeit der Schmelze auf der Läuterbank. Der augenscheinliche 
Vorteil einer herabgesetzten Läutertiefe durch verringerte Aufstiegswege ist nicht 
gegeben. Es kann damit geschlussfolgert werden, dass im technischen Maßstab die 
Diskussion der Vorteile einer Dünnschichtläuterung auf der Basis einer verringerten 
Läutertiefe und verringerter Aufstiegswege verwirrend ist und die Tatsache einer 
verringerten Verweilzeit verschweigt. Schlussfolgernd können Fehlinterpretationen 
und falsche Abschätzungen bei der Diskussion zur Dünnschichtläuterung die Folge 
sein.  
 
Nach Abbildung 19 scheint aber für den Fall eines kleineren Tiegels der Ansatz der 
Intensivierung der Läuterung durch herabgesetzte Aufstiegswege infolge einer 
verringerten Glasbadtiefe zu stimmen, da der Einfluss der verringerten Verweilzeit 
durch die Strömung entfällt.  
Dem ist zu widersprechen, da im Falle eines halb so großen Tiegels auf den ersten 
Blick theoretisch zwar die halbe Läuterzeit benötigt wird, aber gleichzeitig auch nur 
die halbe Masse an Glasschmelze produziert wird.  
Es lässt sich schlussfolgern, dass dem Ansatz zur Intensivierung der Läuterung bei 
einer verringerten Läutertiefe durch die verringerten Aufstiegswege zu 
widersprechen ist. Diese Schlussfolgerung wird im Bewertungsprinzip 1 zur 
Bewertung von konstruktiven Lösungen der Läuterzone festgehalten. 
 
Bewertungsprinzip 1: 
„Die Verringerung der Schmelzbadtiefe in der Läuterzone bewirkt zwar eine 
Verringerung der Läuterzeit, aber gleichzeitig wird die Verweilzeit der 
Schmelze in der Läuterzone durch die herabgesetzte Schmelzbadtiefe in der 
Läuterzone verringert. Der Ansatz zur Intensivierung der Läuterung in der 
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Läuterzone durch verringerte Aufstiegswege infolge einer herabgesetzten 
Läutertiefe ist abzulehnen.“  
Es ist darauf hinzuweisen, dass das Bewertungsprinzip 1 streng genommen nur für 
die Einzelblase gilt. Werden Blasenkollektive betrachtet, dann ist eine gegenseitige 
Beeinflussung der Blasen als Funktion der Schmelzbadhöhe möglich.  
 
Möglichkeiten zur Erhöhung der Läuterviskosität durch eine Intensivierung 
der Läuterung in der Läuterzone 
Bei der Bewertung von Läutertechnologien und deren möglichen Auswirkungen auf 
die Läutertemperatur ist es theoretisch denkbar, dass Stoke’sche Gesetz zum 
Blasenaufstieg nach Gleichung 3.4 auf Seite 40 heranzuziehen. Ist zum Beispiel 
anhand von theoretischen Überlegungen oder durch experimentelle Laborunter-
suchungen bekannt, dass eine Läutertechnologie bei einer bestimmten Temperatur 
eine Verbesserung der Läuterung durch physikalische Methoden 42  erzielt, dann 
könnte eine Umrechnung auf gleiche Läuterzustände auf der Basis von Gleichung 
3.4 erfolgen. Wird beispielsweise die notwendige Läuterzeit durch eine spezielle 
Läutertechnologie auf der Basis physikalischer Methoden auf 10 % herabgesetzt, 
dann wäre nach Gleichung 3.4 eine Erhöhung der Viskosität um den Faktor 10 
denkbar43 , wenn gleiche Läuterzeiten zwischen der Standardtechnologie und der 
speziellen Läutertechnologie angestrebt werden sollen. Diese Herangehensweise zur 
Bewertung von Läutertechnologien auf der Basis des Stoken’schen Blasenaufstiegs-
gesetzes soll im Folgenden als Ansatz zur „qualitativen Bewertungsmöglichkeit des 
Einflusses von Läutertechnologien auf die Läutertemperatur auf der Basis der 
Viskosität der Glasschmelze“ bezeichnet werden.  
 
Dem Ansatz der qualitativen Bewertungsmöglichkeit des Einflusses von 
Läutertechnologien auf die Läutertemperatur auf der Basis der Viskosität der 
                                                 
42 Läutermethoden werden üblicherweise in chemische Läuterung (Anwendung von Läutermitteln) 
und physikalische Läuterung (Schallläuterung, elektrochemische Läuterung, Vakuumläuterung etc.) 
unterteilt. Es ist weiterhin möglich durch eine Veränderung der Glaszusammensetzung Einfluss auf 
die Läuterviskosität zu nehmen. Unter dem Begriff „physikalische Methoden“ sollen an dieser Stelle 
die physikalische Läuterung und eine mögliche Änderung der Glaszusammensetzung verstanden 
werden. 
43 Bei Massengläsern und auch vielen Spezialgläsern sinkt die Läutertemperatur bei einer Erhöhung 
der Viskosität um den Faktor 10 um mindestens 100 K.  
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Glasschmelze kann sofort widersprochen werden, wenn nicht Gleichung 3.4 zur 
Diskussion, sondern die Gleichungen 3.8 und 3.9 auf Seite 45 verwendet werden. 
Der Unterschied zwischen der Gleichung 3.4 und den Gleichungen 3.8 und 3.9 ist, 
dass zusätzlich der Einfluss der Blasenwachstumsgeschwindigkeit w berücksichtigt 
wird. Es könnte diskutiert werden, dass immer noch ein antiproportionaler 
Zusammenhang zwischen der Viskosität und der Aufstiegszeit nach Gleichung 3.9 
besteht und entsprechend eine deutliche Erhöhung der Viskosität durch eine 
Läutertechnologie mit physikalischen Methoden möglich ist. 
 
Das kritische an dieser Herangehensweise ist, dass zwei Fakten bei dieser 
Betrachtung nicht berücksichtigt werden:    
1. Die Läuterung kann nur dann in technisch relevanten Zeiten funktionieren,  
wenn die Blasen wachsen können. 
2. Die Blasenwachstumsgeschwindigkeit w ist sehr stark von der Temperatur 
der Schmelze abhängig. 
 
Der erste Fakt kann besser verstanden werden, wenn die notwendigen 
Blasenendgrößen der Blasen beim Verlassen aus der Schmelze betrachtet werden. 
Abbildung 16, Seite 57 zeigt beispielhaft die Blasenendgrößen der Blasen in einer 
Läuterbank beim Verlassen aus der Schmelze nach Simulationsergebnissen zum 
Segmented-Dünnschichtschmelzer.   
Bei der folgenden Diskussion muss beachtet werden, dass die Qualität des Produktes 
und damit dessen Blasigkeit von der Anwendung definiert werden. Für Fensterglas 
ist es zum Beispiel akzeptabel, wenn die Blasengröße einen Durchmesser von kleiner 
1 mm aufweist, keine Anhäufung von Blasen (Anhäufung = Blasenanzahl ≥4 
innerhalb der Fläche eines Kreises mit dem Durchmesser von 20 cm) auf dem 
Produkt und je nach Größe der Scheibe und Lokalität maximal 2-4 Blasen pro m² 
Scheibenfläche zu finden sind [66, S. 2]. Bei der Herstellung von Spezialglas sind 
die Qualitätsanforderungen im Bezug auf die maximal erlaubten Blasengrößen mit 
einem Blasendurchmesser von 0,1-0,88 mm je nach Kantenlänge und  Qualitätsstufe 
noch höher [67, S. 26].  
Es ist aus Abbildung 16 zu entnehmen, dass für eine ausreichend hohe 
Schmelzleistung von 20 t/(m²*d) in der Läuterzone eine Blasengröße bei der 
Betrachtung einer Läuterung ohne Blasenwachstum von mindestens 4*10-4 m bei 
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einer Temperatur von 1400 °C notwendig ist. Kleinere Blasen können ohne Blasen-
wachstum bei dieser spezifischen Schmelzleistung nicht entfernt werden.  
Die Annahme einer Läuterung ohne Blasenwachstum ist ein theoretischer Gedanke 
und wird praktisch in der Schmelze nicht gegeben sein, sondern die Blasen werden 
immer wachsen, wenn eine bestimmte Temperatur überschritten ist. Diese 
Voraussetzung ist in der Läuterzone gegeben. Das heißt, sehr kleine Blasen können 
wachsen und kritisch werden, wobei genaugenommen in die Diskussion der 
Läuterung das Abstehen und damit die Blasenresorption mit berücksichtigt werden 
muss.   
 
Wird Gleichung 3.9 zur Diskussion herangezogen, dann wird ersichtlich, dass die 
Viskosität im Bereich von 1250-1450 °C einen Einflussfaktor von 4 aufweist. Im 
Bereich von 1400-1450 °C verringert sich der Einflussfaktor auf etwa 50 %. 
Hingegen weist die Blasenwachstumsgeschwindigkeit einen quadratischen und 
zeitabhängigen Einfluss auf die Basenaufstiegsgeschwindigkeit nach Gleichung 3.9 
auf.  
Den Einfluss der Temperatur auf die Blasenwachstumsgeschwindigkeit zeigt 
Abbildung 20. Für verschiedene Schmelztemperaturen werden in Abbildung 20 die 
Blasenwachstumsgeschwindigkeit w und die tendenzielle Läuterzeit einer 0,05 mm 
Blase in einer Tiefe von 1 m dargestellt. Die Berechnung der Läuterzeiten kann mit 
Hilfe eines Excel-Files und der Gleichung 3.9 erfolgen. Die Blasenwachstums-
geschwindigkeit w wurde mit Hilfe von Gleichung 3.7 und den Konstanten für eine 
Schmelze mit 0,5 % Läutermittel nach Tabelle 2 berechnet. Bei der Berechnung wird 
der Einfluss des Schmelzdruckes nicht berücksichtigt und eine isotherme Schmelze 
angenommen. 
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Blasenwachstumsgeschwindigkeit und notwendige 
Verweilzeit in einer 1m tiefen Glasschmelze
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Abb. 20: beispielhafte Abhängigkeit der Blasenwachstumsgeschwindigkeit w einer 
Glasschmelze von der Läutertemperatur und Auswirkung auf die Aufstiegszeit einer 
0,05 mm Blase bei einer 1 m tiefen Glasschmelze. Die Blasenwachstumsgeschwin-
digkeit wird mit Hilfe von Gleichung 3.7 und den Konstanten für eine Schmelze mit 
0,5 % Läutermittel nach Tabelle 2 berechnet. Bei der Berechnung wird der Einfluss 
des Schmelzdruckes nicht berücksichtigt und eine isotherme Schmelze angenommen. 
 
Anhand von Abbildung 20 wird deutlich, dass die veränderten Aufstiegszeiten 
hauptsächlich durch die veränderten Blasenwachstumsgeschwindigkeiten verursacht 
werden 44  und damit die Einflussgröße der Blasenwachstumsgeschwindigkeit und 
deren Abhängigkeit von der Temperatur als wichtiger als die Viskosität der 
Schmelze zu betrachten ist.  Diese Aussage soll im Bewertungsprinzip 2 festgehalten 
werden. 
 
 
 
 
 
 
 
 
                                                 
44  Der Einfluss der Viskosität auf die Blasenwachstumsgeschwindigkeit liegt in diesem 
Temperaturbereich bei 50 %. 
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Bewertungsprinzip 2: 
„Der Ansatz zur qualitativen Bewertungsmöglichkeit des Einflusses von 
Läutertechnologien auf die Läutertemperatur auf der Basis der Viskosität der 
Glasschmelze muss abgelehnt werden. Bewertungen von Läutermaßnahmen auf 
die Läutertemperatur nur auf der Basis der Viskosität der Glasschmelze sind 
nicht ausreichend. Der Einfluss der Blasenwachstumsgeschwindigkeit und der 
Verweilzeitverteilung sind bei der Betrachtung von Läutertechnologien mit zu 
beachten.“ 
 
Einfluss des Gasgehalts und der Blasenanzahl und damit die Vorgeschichte der 
Schmelze 
Der Gasgehalt der Schmelze an den verschiedenen für die Läuterung relevanten 
Gasen wie Wasser, Kohlenstoffdioxid, Sauerstoff, Schwefeldioxid und Stickstoff 
muss bei der Betrachtung der Läuterung in der Läuterzone mit berücksichtigt werden.  
Ein zu hoher Gasgehalt in der Schmelze beim Eintritt der Schmelze in die 
Läuterzone kann einerseits die Blasenbildung am Feuerfestmaterial in der Läuterzone 
fördern und andererseits die Gefahr der Reboilneigung [34, S. 242-249]  erhöhen. 
Ein zu niedrigerer Gasgehalt, insbesondere ein zu geringer Läutermittelgehalt der 
Schmelze beim Eintritt in die Läuterzone ist hingegen negativ, da zur Erzielung einer 
ausreichend hohen Blasenwachstumsgeschwindigkeit die Schmelztemperaturen in 
diesem Fall erhöht werden müssen.  
Ein anderer Aspekt ist die Blasenanzahl und Blasengröße in der Schmelze. Im 
Unterabschnitt 3.1.1 werden der Einfluss der Blasenmenge und die Größe der Blasen 
auf den Gasgehalt der Schmelze dargestellt. Weiterhin wird im Unterabschnitt 3.1.1 
angedeutet, dass die Bedingungen im Einschmelzbereich einen Einfluss auf die 
Zusammensetzung und die gelöste Menge an Gasen in der Schmelze haben, was 
nach Ergebnissen von Ortmann [55] und von Flick [68, S. 86-87] bestätigt wird. 
Einen ähnlichen Einfluss auf die Läuterung haben die Verhältnisse im Bereich der 
Restquarzlösung. Zu hohe Temperaturen in der Restquarzlösezone führen dazu, dass 
vorhandene Blasen stark wachsen und die Menge an Läutergas vermindert wird. Neu 
entstehende Blasen während der Restquarzlösung, die dann in die Läuterzone 
gelangen, haben demnach ein verschiedenes Läuterpotenzial vorliegen. Dieses 
Läuterpotenzial ist eine Funktion der Temperatur während der Restquarzlösung und 
Läuterung, des Atmosphärendrucks über der Schmelze (+Schmelzdruck) während 
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der Restquarzlösung und Läuterung, der verwendeten Sandkorngröße und der 
Verweilzeit bzw. Verweilzeitverteilung in beiden Zonen. Es kann daraus 
geschlussfolgert werden, dass Optimierungsrechnungen, die nur anhand von 
Labordaten der Restquarzlösung und Blasenwachstumsgeschwindigkeiten als 
Funktion der Temperatur durchgeführt werden, dann zu fehlerhaften Ergebnissen 
führen, wenn dieser Zusammenhang des Einflusses der Vorstadien der Schmelze 
(Einfluss der Abschmelz- und Restquarzlösezone) auf die Läuterung nicht beachtet 
wird. 
 
Einfluss der Konstruktion  und der Verweilzeit 
Anhand der Gleichungen 3.8, 3.9 und 3.10 wird ersichtlich, dass die Konstruktion 
der Läuterzone über die Verweilzeit einen Einfluss auf die Läuterung in der 
Läuterzone hat. Es kann anhand der Gleichung 3.9 geschlussfolgert werden, dass 
niedrige Läutertemperaturen und damit niedrige Blasenwachstumsgeschwindigkeiten 
und niedrige Energiekosten erzielt werden können, wenn die minimale Verweilzeit 
der Schmelze in der Läuterzone hoch ist. Eine Vergrößerung der Verweilzeit der 
Schmelze in der Läuterzone ist durch eine große Schmelzfläche und eine tiefe 
Läuterzone möglich, wobei bei einer tiefen Läuterzone der Einfluss des 
Schmelzdrucks auf die Blasenwachstumsgeschwindigkeit und die Temperaturver-
teilung beachtet werden muss. Die Vergrößerung dieser konstruktiven Parameter zur 
Verweilzeiterhöhung nach Gleichung 3.10 ist mit erhöhten Abschreibungskosten für 
den Aufbau der Glasschmelzwanne und mit einem erhöhten Wandverlust verbunden. 
Eine Minimierung der Kosten als Funktion der Konstruktionsparameter ist anhand 
dieser Betrachtung zu erkennen und wurde im Rahmen der Arbeiten zum 
Segmented-Dünnschichtschmelzer durchgeführt, siehe Abschnitt 3.2 und Anhang LZ.  
 
Zum besseren Verständnis der Arbeiten zum Segmented-Dünnschichtschmelzer wird 
Abbildung 21 an dieser Stelle mit angegeben. In Abbildung 21 werden beispielhaft 
die Energieverluste über die Ofenwand und die Energieverluste durch erhöhte 
Glasschmelztemperaturen als Funktion der Läutertemperatur bewertet. Eine 
Erhöhung der Läutertemperatur erhöht die Blasenwachstumsgeschwindigkeit und 
damit die spezifische Schmelzleistung der Läuterzone, was sich in einer Erhöhung 
der Schmelzkosten aber auch in einer Verringerung der Wandverluste widerspiegelt. 
Durch eine Erhöhung der Läutertemperatur muss es schlussfolgernd ein Minimum 
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des Energieverbrauchs einer Läuterzone geben, wie es in Abbildung 21 dargestellt 
wird. 
Energieverbrauch Wandverlust und Glasschmelze in 
der Läuterzone (1000t/d, 0.2m Glasschmelzhöhe)
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Abb. 21: Einfluss der Läutertemperatur auf die Energieverluste über die Ofenwand 
und die Energieverluste durch erhöhte Glasschmelztemperaturen (die Temperatur-
differenz zur Ermittlung des Wärmestroms der Schmelze bezieht sich auf 1375 °C) 
 
Die Ergebnisse der Optimierungsrechnung in den Arbeiten zum Segmented-
Dünnschichtschmelzer zeigten, dass Läuterzonentiefen für einen Segmented-Melter 
als Funktion des Massestroms im Bereich von 0,4-0,8 m45 aus Sicht der Kosten von 
Vorteil sind.  
Weiterhin zeigten die Optimierungsrechnungen, dass die Läutertemperatur für 
Konstruktionen mit minimalen Kosten bei relativ niedrigen Blasenwachstums-
geschwindigkeiten von 4-12*10-7 m/s liegt. Die zugehörige Läutertemperatur einer 
bestimmten Glasschmelzhöhe, wie 0,2 m, lag bei den Rechnungen bei maximal  
1425 °C. Es kann anhand der Optimierungsrechnungen geschlussfolgert werden, 
dass hohe Läutertemperaturen trotz der möglichen Option einer hohen spezifischen 
Schmelzleistung bei Temperaturen der Glasschmelze von 1500-1600 °C aus Sicht 
der Kosten durch erhöhte Schmelzkosten nicht optimal sind. Die berechneten 
Ergebnisse der spezifischen Schmelzleistung lagen trotz der relativ niedrigen 
Blasenwachstumsgeschwindigkeit bei Werten von 16,7-50 t/(m²*d).  
 
                                                 
45  Der Einfluss der Schmelzbadtiefe und die Kosten durch erhöhte Schmelzdrücke sind mit 
berücksichtigt. 
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Die Ergebnisse der Optimierungsrechnungen der Läuterzone im Segmented-
Dünnschichtschmelzer sind zwar als theoretisch einzustufen, aber geben auch im 
Hinblick auf steigende Energiepreise [69, Grafik_Tab_26] eine tendenzielle 
Richtung wohin die zukünftige Entwicklung bei den Schmelztemperaturen in der 
Läuterzone gehen soll. Es kann anhand der Ergebnisse der Arbeiten zum Segmented-
Dünnschichtschmelzer geschlussfolgert werden, dass sehr hohe Schmelz-
temperaturen mit Blasenwachstumsgeschwindigkeiten im Bereich von 5*10-6-       
10-5 m/s und höher für Massengläser aus Sicht der Kosten zu hoch sind.  
 
Weiterhin kann geschlussfolgert werden, dass nach einer Optimierung der 
spezifischen Schmelzleistung für Standardtechnologien die Verwendung anderer 
Technologien, siehe Seite 14, mit dem Potenzial der Erniedrigung der 
Läutertemperaturen bei ähnlichen spezifischen Schmelzleistungen wie die optimierte 
Standardtechnologie als weiterer Entwicklungsschritt aus Sicht der Kosten und 
Umwelt notwendig sind. 
 
Die genannten Zusammenhänge werden im Bewertungsprinzip 3 zusammengefasst. 
 
Bewertungsprinzip 3: 
„Im Bezug auf die steigenden Energiekosten und den durchgeführten 
Optimierungsrechnungen zur Läuterbank in den Arbeiten zum Segmented-
Dünnschichtschmelzer lässt sich die Schlussfolgerung ziehen, dass niedrige 
Blasenwachstumsgeschwindigkeiten von etwa 4-12*10-7 m/s für eine kosten-
optimierte Läuterung zur Blasenentfernung bei Massengläsern ausreichend 
sind. Sehr viel höhere Blasenwachstumsgeschwindigkeiten von 5*10-6-10-5 m/s 
sind aus Sicht der Kosten zu hoch.“ 
 
Es ist zu bemerken, dass sich das Bewertungsprinzip 3 auf die Entfernung von 
Blasen aus der Schmelze bezieht, die in der Restquarzlösezone entstanden sind. Die 
Bildung neuer Blasen innerhalb der Läuterzone, deren Entfernung und deren 
Auswirkung auf die spezifische Schmelzleistung der Läuterzone sind im 
Bewertungsprinzip 3 unberücksichtigt. Weiterhin ist darauf hinzuweisen, dass mit 
Bewertungsprinzip 3 nicht geschlussfolgert werden kann, dass die Läuterung bei 
dieser spezifischen Schmelzleistung mit Sicherheit gut verläuft, da nichts über den 
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abschließenden Gasgehalt der Schmelze und deren Reboilneigung am Austritt aus 
der Läuterzone ausgesagt wird.  
 
Anwendung der Bewertungsprinzipien 
Die Anwendung der drei Bewertungsprinzipien ist beim dritten Bewertungsprinzip 
ersichtlich und soll nicht weiter diskutiert werden. Hingegen wird die Anwendung 
der Bewertungsprinzipien 1 und 2 nicht sofort offenbar.  
Bewertungsprinzip 1 ist für Diskussionen zu Konstruktionsveränderungen in einer 
Läuterzone dienlich. Wird beispielsweise angenommen, dass eine Läuterbank mit 
optimierter Glasschmelzhöhe vorliegt, könnte die Idee geboren werden, dass der 
Einbau von Stufen in die Läuterzone, siehe Abbildung 22, einen Läutervorteil durch 
die verringerten Aufstiegswege bietet. Diesem Gedanken kann mit Hilfe des 
Bewertungsprinzips 1 sofort widersprochen werden, mit dem Hinweis, dass durch 
die Veränderung der Höhe die Verweilzeit in der Läuterzone negativ beeinflusst wird 
und dadurch eine schlechtere Läuterung resultieren würde. Im gleichen 
Zusammenhang verbietet das Bewertungsprinzip 1, dass zur Begründung der 
positiven Eigenschaften einer bestimmten Läutertechnologie oder in der technischen 
Begrenzung von Glasschmelzhöhen nach oben die Ursache in verringerten bzw. zu 
hohen Aufstiegswegen zu suchen ist.  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Abb. 22: Läuterbank mit Stufen 
 
Bewertungsprinzip 2 sollte dazu verwendet werden Diskussionen zur Beeinflussung 
der Läutertemperatur bestimmter Läutertechnologien nur auf der Basis der 
Schmelzviskosität und damit verbundene Fehler in den Schlussfolgerungen zu 
vermeiden.  
optimale 
Schmelzbadtiefe 
reduzierte Schmelzbadtiefe 
durch Einbau einer Stufe 
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3.4 Bewertungen der Läuterzone für die verschiedenen 
Glasschmelzofentechnologien aus Kapitel 2 
Standardglasschmelzofen: 
Die spezifische Schmelzleistung der Läuterzone des Standardglasschmelzofens 
ausgeführt als Läuterwall mit vertiefter Läuterzone liegt für den Fall nach Kapitel 2 
bei 16,8 t/(m2*d). Der Vergleich dieses Wertes mit den numerischen Simulations-
ergebnissen zum Segmented-Dünnschichtschmelzer mit spezifischen Schmelz-
leistungen im Bereich von 16,7-50 t/(m²*d) zeigt, dass eine spezifische 
Schmelzleistung von größer 16 t/(m²*d) keine unrealistisch hohe Größe ist. 
 
Submerged-Combustion-Melter: 
Die Läuterzone im Submerged-Combustion-Melter kann als Läuterbank oder als 
Läuterzone mit Schallläuterung durch Knallgasbubbling ausgeführt werden. Für die 
Schallläuterung mit Knallgasbubbling liegen noch keine Angaben zu optimalen 
Konstruktionen und zur spezifischen Schmelzleistung als Funktion der 
Läutertemperatur vor. Berg zeigt [30, S. 59-65],  dass sich bei der Schallläuterung 
die Blasendurchmesser bei Schallläuterung ohne Läutermittel um bis 40 % und 
Blasendurchmesser bei Schallläuterung mit Läutermittel um bis 60 % vergrößern 
lassen. Kritisch muss bei der Schallläuterung mit Knallgasbubbling bemerkt werden, 
dass sich durch Bubbling die Verweilzeiten der Schmelze in der Läuterzone 
verbreitern und die kritische minimale Verweilzeit verringert wird, siehe Tabelle 
RQLZ 3 im Anhang RQLZ, Kapitel RQLZ 1, Seite 222. Wird der Effekt durch die 
Schallbehandlung nach Ergebnissen von Berg bewertet und der Einfluss des 
Bubblings auf die Verweilzeitverteilung vernachlässigt, dann kann bei der Läuterung 
mit Läutermitteln eine Temperaturerniedrigung  von 7-15 K46 erwartet werden.   
 
Im Submerge-Combustion-Melter wird die Erwärmung der Schmelze und des 
Gemenges durch eine direkte Verbrennung in der Schmelze erzeugt. Bei der 
Verbrennung entsteht Wasser und ein von der Zeit abhängiges CO/CO2-
Partialdruckverhältnis innerhalb des Strahlgasbereichs.  
                                                 
46 Zur Bewertung werden die Gleichung 3.9 und die Konstanten für eine Konzentration von 0,5 % 
Läutermittel nach Tabelle 2 verwendet und die Läutertemperatur berechnet, bei der gleiche 
Blasenwachstumsgeschwindigkeiten erzielt werden können. 
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Nach Gleichung 3.12 aus Arbeiten von van Limpt [70, S. 239] kann im Hinblick auf 
die ungünstigen Partialdruckverhältnisse während der Verbrennung, der zusätzlichen 
Oberflächen, den erhöhten Temperaturen der Verbrennungsgase mit mindestens 
1400 °C und den erhöhten Stoffübergangskoeffizienten mit einer erhöhten 
Verdampfung an Natriumoxid aber auch mit einer Beeinflussung der gelösten Gase 
in der Schmelze gerechnet werden.  
T
CO
COT
OH eu
p
p
CeupC /205008.0
2
2
/235008.0
21total-NaQ
          (3.12) 
pi… Partialdrücke der Gase Wasser, Kohlenstoffmonoxid oder Kohlenstoffdioxid 
Ci… Konstanten der Verdampfung 
T… Temperatur in K 
u… Abgasgeschwindigkeit der Abgase über der Schmelze 
 
Nach Angaben von Rue [46, S. 66-67] werden beim Submerged-Combustion-Melter 
keine Verdampfungserscheinungen des Natriumsoxids bei Massenglas gefunden. 
Hingegen werden bei einem Alumina-Borosilikat-Glas Borverluste von 35-45 % 
gemessen. 
Der Einfluss des Submerged-Combustion-Melter auf den Gasgehalt (Läutermittel) 
der Schmelze kann aus kritischer Sicht als negativ angesehen werden. Die 
Funktionalität der Läuterbank im Submerged-Combustion-Melter kann damit 
schlechter als zum Beispiel in einem Segmented-Dünnschichtschmelzer ausfallen 
und es können entsprechend höhere Läutertemperaturen aus kritischer Sicht 
angenommen werden. Ob dieser Zusammenhang der Beeinflussung der Gassättigung 
tatsächlich zutrifft, muss in Zukunft mit bewertet werden. 
 
„Ramar“-Melter:        
Der Zentrifugalbeschleuniger im „Ramar“-Melter kann eine spezifische Schmelz-
leistung von 8,4-12,5 t/(m²*d) aufweisen. Je nach Qualitätsanspruch können die 
notwendigen Schmelztemperaturen bei 1289-1426 °C liegen. Für die Bewertung 
wird eine spezifische Schmelzleistung dieser Zone von 12,5 t/(m²*d) verwendet. Bei 
einem Vergleich mit einer Läuterbank wird der entfernbare Blasenradius für eine 
Glasschmelztemperatur von 1426 °C und eine spezifische Schmelzleistung von     
12,5 t/(m²*d) ohne Beachtung des Blasenwachstums bei 0,37 mm liegen. Zusätzlich 
muss in Betracht gezogen werden, dass bei einem Zentrifugalbeschleuniger der 
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Einfluss des hydrostatischen Druckes auf das Blasenwachstum (auch negativ) 
Einfluss nimmt. Anhand der Angaben von Richards zu den notwendigen 
Schmelztemperaturen im Zentrifugalbeschleuniger und der an sich komplizierten 
Sachlage zur Läuterung bei hohen Zentrifugalbeschleunigungen nach Arbeiten von 
Tonarová und  Němec [38] ist eine vereinfachte, qualitative Bewertung kritisch. 
Weiterhin sind die Überführbarkeit auf größere Tonnagen durch die hohen 
Zentrifugalkräfte oder die Problematik der Korrosion durch die Läuterung in dünnen 
Schichten (5-15 mm) und die damit verbundenen hohen Strömungsge-
schwindigkeiten kritisch im Hinblick auf einen Glasschmelzofen mit langen 
Lebensdauern. Ein weiteres Problem ist in der Entgasung der Schmelze zu sehen, da 
die Blasen im Zentrifugalbeschleuniger durch die erhöhten Schmelzdrücke nicht 
wachsen, sondern nur durch die erhöhte Zentrifugalbeschleunigung die Schmelze 
verlassen. Nach Abbildung 9, Unterabschnitt 3.1.1 auf Seite 37 ist diese Art der 
Prozessführung für die Entgasung der Schmelze nicht von Vorteil. 
 
„P-10“-Melter: 
Die Vakuumläuterzone im „P-10“-Melter kann bei erniedrigten Temperaturen der 
Schmelze oder erhöhten Schmelzleistungen bei hohen Temperaturen der Schmelze 
betrieben werden. Aus Sicht des Autors ist die Verwendung sehr niedriger 
Atmosphärendrücken von 6 Pa im Hinblick auf die Verdampfungsneigung ungünstig. 
Der Gleichgewichtspartialdruck des Natriumhydroxids liegt bei den relevanten 
Temperaturen bei 20-100 Pa [70, S. 154]. Solche Grenzwerte sollten für den Betrieb 
der Vakuumläuterzone nicht unterschritten werden, um die Verdampfungsneigung 
der Schmelze nicht unnötig zu intensivieren. Eine entsprechende Anpassung der 
Atmosphärendrücke auf beispielsweise 10.000 Pa ist notwendig. 
Die Möglichkeiten zur Herabsetzung der Läutertemperaturen liegt nach Kloužek et al. 
für Fernsehglas bei 200 K [36, S. 332, Fig. 2]. Wird die notwendige 
Blasenwachstumsgeschwindigkeit47 zur Erzielung eines ähnlichen Aufstiegsverhal-
tens für eine Läuterbank mit 0,2 m (+5.000 Pa Schmelzdruck) und 0,4 m (+10.000 Pa 
Schmelzdruck) Schmelzbadhöhe bei einem minimalen Atmosphärendruck von 
                                                 
47 Wenn die notwendige Blasenwachstumsgeschwindigkeit für die optimale Läuterbank bei 10-6 m/s 
(etwa 1423 °C) liegt, siehe Satz 3, dann ergeben sich bei Temperaturen von 1200 °C eine notwendige 
Blasenwachstumsgeschwindigkeit von 2,9*10-6 m/s  bei 0,2 m und 0,4 m. Die Werte können mit Hilfe 
eines Excel-Files, Tabelle 2 und den Gleichungen 3.7 und 3.9 ermittelt werden.   
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10.000 Pa verglichen, dann können beispielsweise für ein Fernsehglas die Läutertem-
peraturen immer noch um 150-200 K nach Ergebnissen von Kloužek et al. herab-
gesetzt werden. Die Vakuumläuterzone stellt damit bis zu einem unteren Grenzwert, 
bei dem der entstehende Blasenschaum auf der Oberfläche stabil wird, eine 
Möglichkeit zur Verringerung der Läutertemperaturen dar.  
 
Segmented-Melter nach Beerkens: 
Die Läuterzone im Segmented-Melter soll nach Beerkens erhöhte 
Schmelztemperaturen von 1500-1600 °C aufweisen. Die Ausführung soll in Form 
einer Läuterbank oder einer Vakuumläuterzone geschehen. Bei den von Beerkens 
genannten Schmelztemperaturen kann davon ausgegangen werden, dass die 
Blasenwachstumsgeschwindigkeit in der Größenordnung von mindestens 5*10-6 m/s 
liegen wird48. Nach dem Bewertungsprinzip 3 ist die Schmelztemperatur bzw. die 
Blasenwachstumsgeschwindigkeit in der Läuterzone zu hoch, was unnötig hohe 
Kosten verursachen sollte. Die Verwendung einer Vakuumläuterzone macht Sinn, 
aber auch hier müssen nicht unnötig hohe Blasenwachstumsgeschwindigkeiten und 
Schmelztemperaturen eingestellt werden. 
 
Segmented-Dünnschichtschmelzer: 
Die Läuterzone im Segmented-Dünnschichtschmelzer ist eine Läuterbank, die 
anhand von Optimierungsrechnungen aufgebaut werden sollte. Die spezifische 
Schmelzleistung der Läuterzone könnte zwischen 16,7-50 t/(m²*d) liegen.  
 
 
 
 
 
 
 
                                                 
48 Nach den Messungen von  Němec [58, S. 107, Tab. 1] liegt die Blasenwachstumsgeschwindigkeit 
für einen Natriumsulfatgehalt von größer 0,5 % bei 1500 °C bei 8*10-6  m/s. 
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3.5 Zusammenfassung Läuterzone 
Beim Vergleich der Läuterzonen der sechs Glasschmelzöfen wird ersichtlich, dass 
insgesamt drei Läutertechnologien die Läuterbank, die Vakuumläuterzone und der 
Zentrifugalbeschleuniger verwendet werden.  
 
Läuterbank 
Die Läuterbank kann mit spezifischen Schmelzleistungen von 16,7-50 t/(m²*d) 
aufgebaut werden. Die Blasenwachstumsgeschwindigkeit der Schmelze am Boden 
der Zone liegt im Bereich von 4-12*10-7 m/s. Für Glasschmelzen ist die 
Blasenwachstumsgeschwindigkeit als Funktion von der Temperatur stark von der 
Vorgeschichte der Schmelze  in den vorgeschalteten Zonen und vom Redoxzustand 
abhängig. Die Angabe einer Läutertemperatur für Massenglasschmelzen ist nicht 
möglich und muss für den Einzelfall geprüft werden. Abschätzend kann die 
Läutertemperatur für Konstruktionen mit minimalen Kosten für verschiedene 
Massenglasschmelzen im Bereich von 1380-1480 °C vermutet werden. 
 
Vakuumläuterzone 
Die Vakuumläuterzone bietet das Potenzial der herabgesetzten Läutertemperaturen 
mit bis zu 150-200 K, wobei die Untergrenze die Schmelztemperatur ist, bei dem der 
entstehende Blasenschaum auf der Oberfläche der Glasschmelze stabil wird. Für 
Fernsehglasschmelzen liegt diese Temperatur bei 1200 °C [36, S. 333, Fig. 6]. 
Sollen ähnliche spezifische Schmelzleistungen wie in der optimierten Läuterbank bei 
erniedrigten Schmelztemperaturen erreicht werden, dann muss eine höhere 
Blasenwachstumsgeschwindigkeit zur Überwindung der höheren Strömungs-
widerstände durch die höhere Viskosität der Glasschmelze vorliegen. Zur Bewertung 
der notwendig höheren Blasenwachstumsgeschwindigkeit dient Tabelle 5. 
Wird beispielhaft von einem einfachen Fall einer Glasschmelztiefe von 0,4 m in der 
Läuterzone ausgegangen, dann ergeben sich für zwei Beispiele die in Tabelle 5 
angegeben Werte der notwendigen Blasenwachstumsgeschwindigkeit, wenn die 
Schmelztemperatur auf 1300 °C herabgesetzt wird. 
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Tab. 5:  notwendige Blasenwachstumsgeschwindigkeiten für eine Schmelzbadtiefe  
von 0,4 m, wenn die Schmelztemperatur auf 1300 °C herabgesetzt wird. 
 
Eigenschaft Fall 1 Fall 1 Fall 2 Fall 2 
 
Blasenwachstums-
geschwindigkeit 
[m/s *107] 
4,5 
 
7,1 
 
26 
 
48 
 
 
Viskosität in Pas 13,2 32,1 9,6 32,1 
Läutertemperatur 
[°C] 1406 1300 1450 1300 
 
Läuterzeit [s] 1700 1700 480 480 
 
Aus Tabelle 5 kann entnommen werden, dass abschätzend die doppelten 
Blasenwachstumsgeschwindigkeiten bei einer Herabsetzung der Läutertemperatur 
um 100-150 K notwendig sind. Auf der Basis der Angaben von Kloužek sind die 
notwendigen Blasenwachstumsgeschwindigkeiten für eine Läutertemperaturab-
senkung um 100 K bei einem Fernsehglas realistisch mit einer Vakuumläuterzone 
realisierbar. 
 
Zentrifugalbeschleuniger 
Der Einsatz eines Zentrifugalbeschleunigers zur Intensivierung der Läuterung ist 
interessant und wurde technisch im halb-industriellen Maßstab umgesetzt. Kritisch 
sind die technische Umsetzbarkeit (Up-Scaling, Korrosion) und die Entgasung der 
Schmelze. 
 
Werden alle drei Technologien miteinander verglichen, dann ist eine 
Vakuumläuterzone, die ebenfalls auf der Basis von Kosten bewertet wird, technisch 
interessant. Es kann für diesen Fall von einer kostenoptimierten Vakuumläuterbank 
gesprochen werden, welche ähnliche spezifische Schmelzleistungen wie die 
kostenoptimierte Läuterbank von 16,7-50 t/(m²*d) haben könnte, aber den Vorteil 
einer herabgesetzten Läutertemperatur von mindestens 100 K aufweist. Die 
Temperaturen der Schmelze könnten in einer optimierten Vakuumläuterbank im 
Bereich von 1300-1350 °C liegen, wobei die Umsetzung auf höhere Schmelz-
leistungen von größer 50 t/d, siehe auch die Entwicklungen von Asahi [95], und 
deren Kosten bewertet werden müssen. 
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Kapitel 4 
Die Abschmelzzone 
4.1 Grundlagen des Abschmelzens 
In der Abschmelzzone des Glasschmelzofens werden die Glasrohstoffe (Scherben, 
Sand, Soda, Kalkstein, Dolomit etc.) eingelegt und auf die Prozesstemperatur der  
Restquarzlösung erwärmt.                                                                                                                                                                                                                                                                                                                                                                                                                                                                                                                                                                                                                                                                                                                                                                                    
 
Die Erwärmung des Gemenges läuft im Standardofen bei einem Gemenge mit 10 cm 
Dicke in der Größenordnung von einer Stunde sehr langsam ab [22, S. 76]. Eine 
Verbesserung der Aufheizgeschwindigkeit kann durch eine Erhöhung des 
Emissionsgrads des Gemenges zum Beispiel durch eine Gemengekompaktierung 
erreicht und damit der Wärmeeintrag ins Gemenge intensiviert werden. Die geringe 
Aufheizgeschwindigkeit des Gemenges wird üblicherweise durch die geringe 
Wärmeleitfähigkeit von 0,2-0,7 W/(m*K) [71, S. 51-54; 72, Bild 3] erklärt. 
Fuhrmann [73; 2, S. 135-137] zeigt anhand theoretischer Überlegungen, dass die 
Wärmeleitfähigkeit des Gemenges einen geringen Einfluss auf die 
Erwärmungsgeschwindigkeit des Gemengehaufens hat. Dem gegenüber stehen 
praktische Erfahrungen des schnelleren Einschmelzens von zum Beispiel 
kompaktierten Gemenge nach Al Hamdan [74] oder Gemenge mit Scherben. Im 
Rahmen der Arbeiten zum Segmented-Dünnschichtschmelzer wurden die 
Einflussfaktoren Wärmeleitfähigkeit des Gemenges und der Einsatz von Scherben 
auf der Basis von numerischen Modellierungen bewertet 49 . Die Modellierungs-
ergebnisse zeigten, dass die Wärmeleitfähigkeit des Gemenges keinen 
nennenswerten Einfluss auf die Abschmelzleistung der schiefen Ebene hatte. 
Hingegen konnte beim Einsatz von Scherben durch den geringeren Energiebedarf der 
Scherben zum Einschmelzen eine höhere Abschmelzleistung anhand der Simulation 
erreicht werden. 
Die Ursachen der Unterschiede zwischen der Realität und der Theorie zum Beispiel 
beim Abschmelzen von kompaktierten Gemenge sind unklar. Eine Erklärungs-
                                                 
49 Die Theorie zur Modellierung der Abschmelzzone des Segmented-Dünnschichtschmelzers ist im 
Anhang ASZ, Kapitel 2 zu finden. Die genauen Ergebnisse zum Einfluss der Wärmeleitfähigkeit und 
dem Scherbengehalt des Gemenges werden innerhalb dieser Arbeit nicht dargestellt. 
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möglichkeit kann in der Abstraktion der mathematischen Modelle gesehen werden, 
in dem an der Oberfläche des Gemenges eine definierte Randbedingung des 
Emissionsgrads gegeben und im weiteren Verlauf des Gemenges eine 
temperaturabhängige Wärmeleitfähigkeit verwendet wird. Bei kompaktierten 
Gemenge (2-5 cm Durchmesser) oder dem Einsatz von Scherben (2 cm Durchmesser) 
wird hingegen die „Eindringtiefe“ der Strahlung nicht auf die mathematisch gedachte 
Oberfläche begrenzt sein, sondern durch die Scherben oder Hohlräume der Schüttung 
aus kompaktierten Gemenge ein Stück hindurchgehen.  
 
Während der Erwärmung des Gemenges finden im Gemengehaufen 
temperaturabhängige Reaktionen zwischen festen und festen, flüssigen und festen 
und flüssigen und flüssigen Phasen statt. Bei den Reaktionen kommt es zur Bildung 
von Doppelkarbonaten (z.B. Na2(CaCO3)2), Silikaten (Na2SiO3) und der ersten 
Schmelzphasen, die unter dem Stichwort „Gemengehaufenreaktio-
nen“ zusammengefasst werden. Die Zusammensetzung des Gemenges an den 
verschiedenen Phasen und Komponenten verändert sich als Funktion der Zeit, der 
Gemengezusammensetzung und der Aufheizgeschwindigkeit [22, S.76-78]. Beim 
Abschmelzprozess im Standardofen bildet sich innerhalb des Gemengehaufens eine 
eigene Atmosphäre aus, die die Gemengehaufenreaktionen positiv beeinflussen kann 
[68, S. 86-87]. Die Kinetik der Gemengehaufenreaktionen ist im Vergleich zur 
Aufwärmgeschwindigkeit des Gemenges hoch und es kann für die Prozesse im 
Standardofen davon ausgegangen werden, dass die Gemengehaufenreaktionen nach 
dem Erreichen einer für das Gemenge charakteristischen Temperatur (800-1050 °C) 
[22, S. 76-78] abgeschlossen sind.  
Für Spezialtechnologien muss aufgrund der höheren Aufheizgeschwindigkeiten nicht 
zwangsläufig davon ausgegangen werden, dass die Erwärmungsgeschwindigkeit die 
bestimmende Größe für den Abschluss der Reaktionen im Gemengehaufen ist. 
Weiterhin kann sich der Einfluss der Umgebungsbedingungen und der Zugabe von 
Komponenten zur Beeinflussung der Schmelzeigenschaften bei Spezialtechnologien 
verändern, wenn der Gemengehaufen aufgerissen oder das Gemenge direkt in die 
Schmelze eingezogen wird, siehe auch Unterabschnitt 4.4 „Ramar“-Melter. 
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4.2 Arbeiten zur Abschmelzzone des Segmented-Dünnschichtschmelzers 
Im Rahmen der Arbeiten zum Segmented-Dünnschichtschmelzer wurde das 
Abschmelzen des Gemenges an einer schiefen Ebene, siehe Abbildung 8 Seite 30, 
mit Hilfe von experimentellen und numerischen Untersuchungen bewertet. Im 
Vordergrund stand ursprünglich die Beantwortung der Frage, ob ein 
diskontinuerliches Einlegen von Gemenge in dünnen Schichten oder ein 
kontinuierliches Einlegen des Gemenges in dicken Schichten von Vorteil für die 
spezifische Schmelzleistung der Abschmelzzone ist.  
 
Die für diese Arbeit relevanten Ergebnisse aus den durchgeführten Untersuchungen 
sind die experimentell ermittelten spezifischen Schmelzleistungen und der mit Hilfe 
von numerischen Modellierungen ermittelte Verlauf der Schmelztemperatur der 
abfließenden Schmelze als Funktion der spezifischen Schmelzleistung und weiterer 
Parameter.   
 
4.2.1 Experimentelle Untersuchungen zur Abschmelzzone 
Die Beschreibung zur Durchführung der experimentellen Untersuchungen zur 
Abschmelzzone in einem Versuchsofen und zur Ermittlung der spezifischen 
Schmelzleistung befindet sich im Anhang ASZ, Kapitel 1, Seite 155 ff..  
 
Tabelle 6 gibt die mögliche spezifische Schmelzleistung für verschiedene 
Schmelzflächen im Versuchsofen wieder. Aus den gemessenen Ergebnissen wird 
ersichtlich, dass die spezifische Schmelzleistung bei der Ofentemperatur von       
1447 °C in einem Bereich von 5-7 t/(m²*d) liegen sollte. 
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Tab. 6: Die spezifische Schmelzleistung in t/(m²*d) für Standardgemenge von 
Massengläsern an einer schiefen Ebene für 1447 °C und für die extrapolierten Werte 
für die Temperaturen von 1500 und 1550 °C (Messergebnisse für niedrigere 
Temperaturen sind im Anhang ASZ, Kapitel 1, Seite 155 ff. zu finden). Die 
angegebenen Flächen sind mögliche Schmelzflächen des Gemenges. Der untere Wert 
von 0,0068 m² ist die Schmelzfläche, die sich mindestens aus den Versuchsge-
gebenheiten ergab, aber mit hoher Wahrscheinlichkeit keine repräsentative Größe für 
die Schmelzfläche des Gemenges ist. Der obere Wert von 0,0136 m² ist die maximal 
mögliche, eingenommene Schmelzfläche des Gemenges, die sich aus dem 
Böschungswinkel des Gemenges  und den geometrischen Gesichtspunkten ergibt. Im 
Bereich von 0,0102-0,0136 m² ist mit hoher Wahrscheinlichkeit der repräsentative 
Wert der Schmelzfläche des Gemenges und damit verbunden die spezifische 
Schmelzleistung der Abschmelzzone für die jeweilige Temperatur zu finden.  
Randbedingung des Anstellwinkels, der 
eingelegten Menge an Gemenge pro Einlage-
zyklus und der Laborofentemperatur  
 
0,0068 m² 
 
0,0102 m² 
 
0,0136 m² 
20°, 6 Schaufeln, 1447 °C 10,3 6,86 5,14 
20°, 6 Schaufeln, 1500 °C 10,7 7.2 5.4 
20°, 6 Schaufeln, 1550 °C 12 8 6 
 
Die maximalen Temperaturen im Versuchsofen lagen bei 1447 °C. In realen Glas-
schmelzöfen können Oberofentemperaturen von 1580 °C und noch höhere Flammen-
temperaturen erzeugt werden. Auf der anderen Seite sind die gemessenen 
Temperaturen keine repräsentativen Werte für die Oberofentemperaturen im 
Versuchsofen und andererseits sind die Wärmeübertragungsmechanismen im 
Versuchsofen nicht eins zu eins auf die reale Abschmelzzone übertragbar.  
Unter der Annahme, dass extrapolierte Werte der Versuchsofentemperatur auf 
1550°C einen Einblick in die möglichen Verhältnisse in der realen Abschmelzzone 
bieten, kann eine spezifische Schmelzleistung der Abschmelzzone des Segmented-
Dünnschichtschmelzers im Bereich von 5-8 t/(m²*d) anhand von Tabelle 6 
abgeschätzt werden. 
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4.2.2 numerische Untersuchungen zur Abschmelzzone 
Das Ziel der numerischen Untersuchungen zur Abschmelzzone des Segmented-
Dünnschichtschmelzers war es den Einfluss konstruktiver Parameter und den 
Einfluss der Einlegetechnologie (Einlegen in dünnen oder dicken Schichten) zu 
bewerten. 
  
Beim Einschmelzen von Glasgemenge in der Abschmelzzone müssen folgende 
Prozesse beachtet werden: 
 Wärmetransport an die Oberfläche des Gemengehaufens durch 
Wärmestrahlung und Wärmekonvektion aus dem Ofenraum 
 Wärmeleitung von der Oberfläche des Gemengehaufens in die Schüttung 
hinein (Wärmetransport in Schüttungen, d.h. die Partikelgröße und die Art 
der Partikel haben einen Einfluss auf die Größe des Wärmetransports) 
 Auftreten von ersten Schmelzphasen, die durch Reaktionen der 
Gemengebestandteile miteinander entstehen 
 Stofftransport von Reaktionsgasen innerhalb des Gemenges und zwischen 
Gemenge und Ofenatmosphäre 
 Entstehung von gasundurchlässigen Schichten ab 950 °C [75, S. 7] 
 Veränderung der Wärmeleitfähigkeit der Schüttung durch die Schmelzphasen 
in Abhängigkeit von Ort, Temperatur und Zeit 
 Restquarzlösung und die damit verbundene Veränderung der Strahlungs- und 
Wärmeleitfähigkeit der Schmelze und der Viskosität 
 Sandkorngröße, die die Strahlungsleitfähigkeit infolge der vorhandenen 
Restquarzkörner in der Schmelze beeinflusst 
 Abfließen von Gemenge infolge der Schwerkraft und Ablösen von 
Gemengebestandteilen infolge der Schwerkraft, Temperatur und Veränderung 
von Haftmechanismen zwischen den einzelnen Gemengepartikeln 
 
Diese Prozesse sind durch eine komplette numerische Modellierung, die alle diese 
Prozesse beinhaltet, auf Grund von fehlenden Stoffwerten und Messdaten, nicht 
abzubilden. 
Die numerische Modellierung des Verhaltens der Abschmelzzone sollte deswegen 
neben der Genauigkeit der Ergebnisse zielorientiert zum Beispiel die Frage der 
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notwendigen Einlegetechnik in der Abschmelzzone des Segmented-
Dünnschichtschmelzers beantworten. 
Aus diesem Grund wurden bei der numerischen Modellierung nur folgende 
physikalische Prozesse betrachtet: 
 Wärmetransport an die Oberfläche des Gemenges durch Wärmestrahlung 
 Wärmeleitung von der Oberfläche in das Gemenge hinein 
 Einschmelzen des Gemenges bei einer bestimmten Temperatur  
 Abfließen der Schmelze infolge der Schwerkraft 
 
Die Modellierung wurde einerseits mit Hilfe des Programms Ansys CFX [76] und 
andererseits mit Hilfe eines eigenen geschriebenen Programms in Excel Visual Basic 
[77] durchgeführt.  
Die numerischen Untersuchungen mit Ansys CFX waren nicht erfolgreich, da nur bei 
sehr kleinen Zeitschritten mit Rechenzeiten von einem Tag für eine modellierte 
Sekunde konvergente Lösungen möglich waren.  
Die Klärung der konstruktiven Fragestellungen zur Abschmelzzone des Segmented-
Dünnschichtschmelzers konnte hingegen mit Hilfe des Programms in Excel 
qualitativ erfolgen. Das Programm in Excel modelliert dabei den Wärmetransport im 
Gemenge und der Schmelze eindimensional mit Hilfe der finiten Differenzen-
methode und den Abtransport der neu enstehenden Schmelze mit Hilfe der 
analytischen Gleichung der Rieselfilmströmung [78, S. 677-679].  
 
Die detaillierte Beschreibung zur Durchführung der numerischen Modellierung, die 
Randbedingungen und die verwendeten Stoffwerte befinden sich im Anhang ASZ, 
Kapitel 2, auf Seite 164 ff..  
 
Relevante Ergebnisse der halbnumerischen Modellierung mit Excel  
Mit Hilfe des Excel-Programms zur numerischen Untersuchung der Abschmelzzone 
des Segmented-Dünnschichtschmelzers war es möglich einerseits die spezifische 
Schmelzleistung, siehe beispielhaft Abbildung 23, und andererseits den 
Temperaturverlauf als Funktion der Zeit der obersten Schicht an Schmelze, die nach 
unten strömt, siehe beispielhaft Abbildung 24, zu ermitteln.  
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Abb. 23: spezifische Schmelzleistung in Abhängigkeit von der Oberofentemperatur 
für ein Gemenge mit einem Emissionsgrad von 0,6 
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Abb. 24: Einfluss der Oberofentemperatur auf die Veränderung der Temperatur an 
der Oberfläche der Schmelze mit der Zeit bei einem Emissionsgrad des Gemenges 
von 0,6 
 
Das für diese Arbeit relevante Ergebnis wird in Abbildung 25 dargestellt und zeigt 
für verschiedene Parameter die Abhängigkeit der Temperatur der abfließenden 
Schmelze als Funktion der spezifischen Schmelzleistung der Abschmelzzone. Die 
Diskussion und die Relevanz dieser Abbildung für das Verständnis in der 
Abschmelzzone werden im Abschnitt 4.3 dargestellt. 
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Abb. 25: maximale Temperatur der abfließenden Schmelze als Funktion der 
spezifischen Schmelzleistung für die Parameter Wärmeleitfähigkeit der Schmelze 
und Anstellwinkel der Abschmelzzone 
 
4.3 Bewertungsgrundlage in der Abschmelzzone 
Im Rahmen der Arbeiten zum Segmented-Dünnschichtschmelzer wurden numerische 
und experimentelle Untersuchungen zur Abschmelzzone durchgeführt.  
Die numerischen Untersuchungen zeigten, dass mit steigender spezifischer 
Schmelzleistung der Abschmelzzone die Temperatur der vom Gemenge abfließenden 
Schmelze steigt. Die Abbildung 25 zeigt Ergebnisse für verschiedene 
Einflussparameter. 
Die Ergebnisse nach Abbildung 25 zeigen weiterhin, dass die maximale Temperatur 
der abfließenden Schmelze mit steigender Wärmeleitfähigkeit der Schmelze, der als 
veränderbarer Parameter in den Simulationen eingesetzt wurde, sinkt. Die 
Beeinflussung der maximalen Temperatur der vom Gemenge abfließenden Schmelze 
ist nach Abbildung 25 weiterhin durch eine Variation des Anstellwinkels der 
Abschmelzzone möglich, wobei ein steilerer Anstellwinkel eine niedrigere 
Temperatur der vom Gemenge abfließenden Schmelze zur Folge hat. Eine 
Beeinflussung der maximalen Temperatur der vom Gemenge abfließenden Schmelze 
war im Rahmen der numerischen Modellierung durch eine Erhöhung der 
Wärmeleitfähigkeit des Gemenges, der auch als Parameter verwendet wurde, nur im 
geringen Maße möglich. 
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Bei der Betrachtung der Abschmelzzone oder allgemein des Aufwärmens und 
Abschmelzens des Gemenges in einem Glasschmelzofen ist es logisch, dass eine 
hohe spezifische Schmelzleistung durch einen hohen Wärmeübergang erzielt werden 
kann. Das Ziel des Konstrukteurs ist es demnach den Wärmeübergang zwischen 
Gemenge und Oberofen bzw. Schmelze zu intensivieren. Eine hohe 
Wärmeübertragung kann von Seiten des Oberofens oder von Seiten der Schmelze 
erfolgen. Wird nur die Verbrennung von fossilen Brennstoffen mit Luft betrachtet, 
dann ist die Wärmeübertragung von der Schmelze an das Gemenge im Hinblick auf 
geringe Abgastemperaturen und hohe Schmelzleistungen effektiver, da der 
Emissionsgrad des Gases im Oberofen bei durchschnittlich 0,2-0,3550 liegt, hingegen 
der Emissionsgrad der Schmelze in der Schmelzwanne beispielsweise für ein 
Grünglas mit größer 0,951 angesetzt werden kann.  
Wird die Zufuhr von Energie durch Elektrizität in Betracht gezogen, dann ist eine 
Erwärmung des Gemenges über die Schmelze durch eine direkte elektrische 
Erwärmung oder indirekt beispielsweise über Heizstäbe oder durch einen Lichtbogen 
im Oberofen möglich. Ein einfacher Vergleich der Erwärmung des Gemenges durch 
direkte Beheizung der Schmelze und indirekt über die Beheizung des Oberofens 
kann nicht mit Hilfe der Emissionsgrade erfolgen. Es ist sogar theoretisch denkbar, 
dass hohe Oberofentemperaturen oder Lichtbogentemperaturen eine höhere 
spezifische Schmelzleistung erzeugen können, als eine direkte elektrische Beheizung, 
da diese bei den Schmelztemperaturen aufgrund der maximalen Schmelztemperatur 
aus energetischen Gründen nach oben begrenzt ist. Eine ähnliche Argumentation 
könnte auch beim Einsatz von Oxy-Fuel verwendet werden, wo es denkbar ist lokal 
die Flammentemperaturen stark zu erhöhen und die Abgastemperaturen in einem 
anderen Bereich des Ofens zu erniedrigen [79, Folie 32]. Durch solche neuen 
Methoden des Einsatzes von Oxy-Fuel oder einer elektrischen Beheizung des 
Oberofens ist es demnach aus der Sicht des Stands der Technik denkbar, dass eine 
hohe spezifische Schmelzleistung in der Abschmelzzone erzielt werden kann. Es soll 
                                                 
50 Berechnet nach Angaben des IOW [80, S. 410.2] für einen Standardofen. 
51 Nach Angaben von Czerny und Genzel [100, S. 138, Bild 2 und 3] ist die Eindringtiefe von 
Strahlung aus dem Oberofen bei einer Grünglasschmelze sehr klein (0,5 cm) und damit die 
Absorptionsfähigkeit der Schmelze für Strahlung aus dem Oberofen hoch. Die Reflexion wird von 
Czerny nicht berücksichtigt. Wird der Brechungsindex für die Glasschmelze bei 1400 °C mit 1,5 
angenommen, dann liegt der Reflexionsanteil bei 4%. Deswegen kann abgeschätzt mit einem 
Emissionsgrad der Grünglasschmelze von größer 0,9 gerechnet werden. 
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an dieser Stelle darauf hingewiesen werden, dass die Diskussion zur Effektivität 
einer Abschmelztechnologie insbesondere mit Hilfe der spezifischen 
Schmelzleistung dieser Zone geführt wird. Demnach sind alle Technologien mit 
hoher spezifischer Schmelzleistung als positiv zu bewerten.  
Diese Aussage ist vom Prinzip her richtig. Werden jedoch in die Diskussion die 
Kosten einbezogen, dann muss nach Abbildung 25 der Einfluss der Technologie auf 
die Temperatur der „abfließenden“ Schmelze in der Abschmelzzone mit betrachtet 
werden. Beim Vergleich von verschiedenen Technologien und deren spezifischen 
Schmelzleistungen ist damit als Basis eine vergleichbare Temperatur der 
„abfließenden“ Schmelze heranzuziehen. 
Schlussfolgernd kann für Technologien der Abschmelzzone das Ziel definiert werden 
eine hohe spezifische Schmelzleistung bei einer gleichzeitig niedrigen Temperatur 
der in der Abschmelzzone entstehenden Schmelze zu erreichen. Dieses Ziel kann 
anhand der numerischen Untersuchungen zur Abschmelzzone im Segmented-
Dünnschichtschmelzer nach Abbildung 25 nur dann erreicht werden, wenn a) der 
Wärmetransport an das Gemenge erhöht und b) der Abtransport der entstehenden 
Schmelze / Erstschmelze mit Restquarz direkt am Gemenge(haufen) intensiviert wird. 
Dieser Abtransport der neu entstandenen Schmelze bzw. Erstschmelze mit Restquarz 
ist von den strömungsmechanischen Eigenschaften des Systems und damit von der 
Technologie abhängig. Es kann demnach geschlussfolgert werden, dass eine 
Intensivierung des Abtransports der entstehenden Schmelze / Erstschmelze mit 
Restquarz ein notwendiger Prozessschritt innerhalb der Abschmelzzone ist. Es gilt 
demnach folgendes Bewertungsprinzip im Hinblick auf kostenoptimierte 
Technologien der Abschmelzzone: 
 
Bewertungsprinzip 4: 
„Der wirtschaftliche Betrieb der Abschmelzzone oder des Prozessschritts der 
Erwärmung des Gemenges im Glasschmelzofen muss einerseits den 
Wärmetransport an das Gemenge und andererseits den Abtransport der 
entstehenden Schmelze / Erstschmelze mit Restquarz intensivieren.“    
 
Bei einer Verbindung der Bewertungsprinzipien 3 und 4 wird deutlich, dass eine 
Glasschmelzofentechnologie nur dann eine niedrige minimale Schmelztemperatur 
erzielen kann, wenn alle Zonen des Glasschmelzofens anhand des Ziels einer 
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niedrigeren Schmelztemperatur bzw. einer Kostenoptimierung der Gesamt-
technologie konstruiert werden. Es folgt daraus, dass eine Technologie in der 
Abschmelzzone mit hoher spezifischer Schmelzleistung, aber auch einer höheren 
Schmelztemperatur der neuentstehenden, abfließenden Schmelze die Kosten-
optimierung und die Erniedrigung der Schmelztemperaturen begrenzen kann.  
Der Haupteinflussfaktor auf die Schmelztemperatur kann damit je nach Situation das 
Abschmelzen des Gemenges, die Restquarzlösung oder auch die Läuterung sein. 
Damit lässt sich weiterhin schlussfolgern, dass die Optimierung eines einzelnen 
Prozessschrittes nicht garantieren kann, dass eine erhöhte Schmelzleistung oder 
Energieeinsparung in einem Ofen ermöglicht wird. Dies gilt insbesondere für den 
Standardglasschmelzofen bei dem alle Prozesse über die Wärmeleitfähigkeit der 
Schmelze und der Befeuerung aus dem Oberofen gekoppelt sind. 
 
Die minimale Verweilzeit der Schmelze und des Gemenges in der Abschmelzzone 
hat nach dem Bewertungsprinzip 4 keinen Einfluss auf die Funktion der 
Abschmelzzone. Wichtig ist jedoch, dass das Gemenge innerhalb der Abschmelz-
zone ausreichend hoch auf Restquarzlösetemperatur erwärmt wird und nicht 
unaufgeschmolzene Bestandteile des Gemenges (außer des vorhandenen Restquarzes) 
oder entmischte Phasen in die Restquarzlösezone gelangen. 
 
4.4 Bewertungen der Abschmelzzone für die verschiedenen 
Glasschmelzofentechnologien aus Kapitel 2 
Standardglasschmelzofen 
Nach dem Bewertungsprinzip 4 muss davon ausgegangen werden, dass die Erzielung 
einer hohen spezifischen Schmelzleistung mit hohen Schmelztemperaturen 
verbunden ist, wenn der Abtransport der entstehenden Schmelze nicht verbessert 
wird. Im Standardofen wird die Energie an die Rohstoffe von der Schmelze und aus 
dem Oberofen übertragen. Die Temperatur der wegfließenden, neuentstandenen 
Schmelze liegt je nach Schmelzleistung zwischen 1250-1400 °C, die beispielhaft aus 
Modellen von GFM52 entnommen wurden. Zum Abschmelzen des Gemenges werden 
                                                 
52  Anhand der Modelle Container und Float kann eine Schmelztemperatur der neu entstandenen 
Schmelze von 1380-1400 °C für das Behälterglasmodell und 1250-1330 °C für das Floatglasmodell 
entnommen werden. [40] 
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höhere Temperaturen der Schmelze von 1400-1500 °C (entsprechend größere 
Temperaturbereiche bei Braun- oder Grünglas) benötigt. Zur Erzielung höherer 
Schmelzleistungen müssen ohne die Verwendung von Spezialtechniken wie der 
Gemengekompaktierung die Temperaturen in der Schmelze und die Größe der 
Konvektionsströmungen steigen. Dadurch werden die anderen relevanten Prozesse 
der Restquarzlösung und der Läuterung teils positiv durch höhere Temperaturen 
gefördert und teils negativ durch geringere Verweilzeiten in der Restquarzlösezone 
beeinflusst. Im Hinblick auf die Kosten (höhere Schmelztemperaturen) und der 
Qualität (ordentliche Restquarzlösung und Läuterung) ist die spezifische 
Schmelzleistung des Abschmelzens des Gemenges demzufolge nach  oben begrenzt.     
Beim Standardglasschmelzofen liegt die spezifische Schmelzleistung des Gemenges 
nach Angaben von Richards [20] bei 10 t/(m²*d) und 1426 °C. Es muss davon 
ausgegangen werden, dass gegenüber den Untersuchungen von Richards aus den 
Jahren 1967-1973 heutzutage noch höhere spezifische Schmelzleistungen für das 
Gemenge möglich sind. Diese möglichen Verbesserungen können zum Beispiel auf 
die Entwicklungen in der Befeuerungstechnik und der feuerfesten Werkstoffe 
zurückgeführt werden. 
Eine weitere Erhöhung der spezifischen Schmelzleistung könnte zum Beispiel durch 
eine Gemengekompaktierung erreicht werden, wie nach Angaben von Daniels [81] 
durch eine Schmelzleistungssteigerung von 24 % an kompaktierten Gemenge mit 
Standardrohstoffen gezeigt wurde.  
Die notwendige Temperatur zum Abschmelzen des Gemenges kann nach Abschnitt 
mit 1420 °C für Weißglas angegeben werden, siehe Abschnitt 2.1, da nicht ausge-
schlossen werden kann, dass bei einem optimierten Ofen die maximal notwendige 
Schmelztemperatur infolge der vernetzten Prozesse eine Funktion von der 
Abschmelzleistung des Gemenges ist.  
 
Wird die Standardtechnologie nach dem Bewertungsprinzip 4 bewertet, dann muss 
beachtet werden, dass das Gemenge von den Verbrennungsgasen im Oberofen und 
von der Schmelze erwärmt wird. Die Geschwindigkeit des Abtransports der auf dem 
Gemenge neuentstandenen Schmelze, die im Strahlungskontakt mit dem Oberofen 
steht, ist durch die flache Gemengeeinlage als gering einzuschätzen. Die 
Geschwindigkeit des Abtransports der unter dem Gemenge neuentstandenen 
Schmelze, die im Wärmeaustausch mit der Schmelze steht, ist mit einer 
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Geschwindigkeit von 2-5 mm/s53 ebenfalls als gering zu bewerten. Der Vorteil der 
Standardtechnologie ist, dass beide Seiten des Gemenges beheizt werden. 
 
Submerged-Combustion-Melter 
Die Abschmelzzone des Submerge-Combustion-Melter kann aus Sicht des 
Bewertungsprinzips 4 als eine sehr gute Technologie zum Abschmelzen des 
Gemenges angesehen werden. Dies ist damit zu begründen, dass durch die 
Verbrennung in der Schmelze hohe Strömungsgeschwindigkeiten in der Schmelze 
und Vermischungseffekte auftreten.  
Durch die starke Bewegung der Schmelze wird der Abtransport der neu entstehenden 
Schmelze am Gemengehaufen verbessert und gleichzeitig der Wärmetransport an das 
Gemenge erhöht. Das Gemenge kann ebenfalls wie im Standardofen von 
„zwei“ Seiten erwärmt werden, wenn die Möglichkeit gegeben ist, dass das Gemenge 
in die Schmelze eintaucht.  
Die im Abschnitt 2.2 angegebene Schmelzleistung von 20 t/(m²*d) bei 1400 °C ist 
entsprechend hoch, gilt aber für E-Glas. Bei anderen Glasschmelzen und einer 
optimierten Situation in der Abschmelzzone sind noch höhere Schmelzleistungen bei 
gleichen oder niedrigeren Temperaturen denkbar. Nach Angaben von Rue und 
Brown [82, S7. Tab. 2] können die Abschmelztemperaturen im Submerged-
Combustion-Melter für Kalk-Natron-Silikatglas bei 1275-1330 °C (Fensterglas) 
liegen. Die Angabe einer spezifischen Schmelzleistung wird von Rue bei dieser 
Schmelztemperatur für das Kalk-Natron-Silikatglas nicht gemacht.  
 
„Ramar“-Melter       
Der Macro-Mix-Melter im „Ramar“-Melter zeigt eine spezifische Schmelzleistung 
von 30-43 t/(m²*d) bei 1289-1350°C, siehe Abschnitt 2.3.  
Nach dem Bewertungsprinzip 4 ist der Macro-Mix-Melter eine sehr gute 
Technologie zum Abschmelzen von Gemenge, weil die Strömungsgeschwin-
digkeiten und Strömungsgradienten hoch sind 54  und der Abtransport der am 
Gemenge neu entstandenen Schmelze entsprechend hoch sein sollte. Richards gibt an, 
dass die Versuchsergebnisse am Macro-Mixer zeigten, dass durch die 
                                                 
53 Diese Daten wurden beispielhaft aus dem Modell „Container“ von GFM [40] entnommen. 
54 Bei einer Umdrehungsgeschwindigkeit von 200 U/min liegt bei einem Radius des Macro-Mix-
Melter von 23 cm die maximale Geschwindigkeit bei 4,8 m/s. 
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Strömungsform ein Einziehen bzw. „Einsaugen“ des Gemenges direkt in die 
Schmelze möglich war. Weiterhin gibt Richards an, dass die Schmelzdichte bei den 
hohen spezifischen Schmelzleistungen mit etwa 1000 kg/m³ deutlich unterhalb der 
Reindichte der Glasschmelze (etwa 2350 kg/m³ bei dieser Temperatur) lag, was mit 
der Gasfreisetzung während der beim Aufschmelzen stattfindenden 
Gemengereaktionen erklärt werden kann. Von Vorteil ist, dass die gesamte 
Gemengeoberfläche im „Ramar“-Melter ausgenutzt wird.  
 
„P-10“-Melter 
Die Abschmelzzone entspricht vom Grundaufbau der Abschmelzzone im 
Segmented-Dünnschichtschmelzer. Der Anstellwinkel ist mit etwa 80° höher als 
beim Segmented-Dünnschichtschmelzer mit einem Anstellwinkel von 25-30°. Die 
Abschmelzleistung kann durch den höheren Anstellwinkel nach Modellierungs-
ergebnissen zum Segmented-Dünnschichtschmelzer um etwa 10 %55 gegenüber dem 
Segmented-Dünnschichtschmelzer bei ansonsten gleichen Bedingungen erhöht sein. 
Entsprechend muss nach dem Bewertungsprinzip 4 davon ausgegangen werden, dass 
die Abschmelzzone im „P-10“-Melter im Hinblick auf eine hohe Abschmelzleistung 
bei niedrigen Schmelztemperaturen besser ist als die Abschmelzzone im Segmented-
Dünnschichtschmelzer.  
Ein Nachteil des „P-10“-Melter und des Segmented-Dünnschichtschmelzers ist, dass 
nur eine Seite des Gemenges beheizt wird.  
Die spezifische Schmelzleistung liegt in der Abschmelzzone des Segmented-
Dünnschichtschmelzers bei maximal 8 t/(m²*d). Schlussfolgernd ist mit einer 
spezifischen Schmelzleistung von größenordnungsmaßig 8,8t/(m²*d) in der 
Abschmelzzone des „P-10“-Melter zu rechnen. Die Schmelztemperaturen der 
abfließenden Schmelze können bei diesen spezifischen Schmelzleistungen nicht 
angegeben werden. Im Vergleich zum Segmented-Dünnschichtschmelzer sollten sie 
niedriger liegen und es können noch höhere spezifische Schmelzleistungen bei 
gleichen Schmelztemperaturen erwartet werden.  
 
Nach dem Bewertungsprinzip 4 wird der Abtransport der neuentstandenen Schmelze 
gegenüber dem Standardofen intensiviert. Werden die Gleichungen für einen 
                                                 
55 Dieser Wert wurde durch  die numerische Modellierung  ermittelt, die genauen Ergebnisse werden 
aber im Rahmen dieser Arbeit nicht weiter dargestellt.  
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Rieselfilm [78, S. 677-679] angesetzt und eine Breite von 6 m, eine Dichte der 
Schmelze von 2000 kg/m³, ein Anstellwinkel von 80° und eine Viskosität von 10 Pas 
verwendet, dann ergibt sich für eine Tonnage von 240 t/d eine Abschmelz-
geschwindigkeit von 3,3 cm/s.  
 
Segmented-Melter nach Beerkens 
Die Abschmelzzone im Segmented-Melter nach Beerkens kann aus verschiedenen 
Technologien bestehen. Nach Beerkens kann das Abschmelzen durch eine 
Erwärmung des Gemenges durch Überströmung mit Abgasen bis 1200 °C erfolgen, 
siehe Abschnitt 2.5. Das Gemenge wird dabei in einer Art Pfropfenströmung der 
nächsten Zone zugeführt werden. Nach dem Bewertungsprinzip 4 ist dieser 
Konstruktionsansatz kritisch zu sehen, da der Wärmeübergang und der Abtransport 
an neu entstandener Schmelze am Gemenge durch Strömungsprozesse nicht 
intensiviert werden. Weiterhin sollten die theoretisch angesetzten Schmelz-
temperaturen deutlich zu niedrig liegen und damit würde das Potenzial für eine 
höhere Schmelzleistung nicht genutzt werden.   
Der Submerged-Combustion-Melter ist eine sinnvolle Lösung der von Beerkens [16, 
S. 14-15] vorgeschlagenen Schmelztechnologien für die Abschmelzzone. Die 
Zusammenhänge gelten entsprechend der Aussagen zum Submerged-Combustion-
Melter.  
 
Segmented-Dünnschichtschmelzer 
Die Abschmelzzone im Segmented-Dünnschichtschmelzer sorgt dafür, dass neu 
entstehende Schmelze wegfließen kann. Die Abschmelztemperaturen können anhand 
der numerischen Simulationen nur abgeschätzt werden und könnten bei einer 
Wärmeleitfähigkeit der Schmelze von 4 W/(m*K), einem Anstellwinkel von 25° und 
einer spezifischen Schmelzleistung von 8 t/(m²*d) anhand der numerischen 
Untersuchungen bei 1390 °C liegen. Die experimentellen Ergebnisse im Rahmen der 
Arbeiten zum Segmented-Dünnschichtschmelzer wurden bei der maximalen 
Schmelzleistung von 5-6,8 t/(m²*d) bei Ofentemperaturen von 1447 °C durchgeführt. 
Die wirklichen Schmelztemperaturen der abfließenden Schmelze sind unbekannt. Als 
Schätzwert werden die Schmelztemperaturen bei dieser spezifischen Schmelzleistung 
wohl im Bereich von 1300-1400 °C liegen. Es soll im Folgenden angenommen 
werden, dass die maximale spezifische Schmelzleistung im Segmented-
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Dünnschichtschmelzer anhand der experimentellen Untersuchungen bei 8 t/(m²*d) 
liegen und die dazugehörige Temperatur der abfließenden Schmelze im Bereich von 
1300-1400 °C liegt. 
Der Nachteil des „P-10“-Melter, dass nur eine Seite des Gemenges beheizt wird, gilt 
ebenfalls für den Segmented-Dünnschichtschmelzer.  
Nach dem Bewertungsprinzip 4 wird der Abtransport der neuentstandenen Schmelze 
gegenüber dem Standardofen intensiviert. Werden die Gleichungen für einen 
Rieselfilm angesetzt und eine Breite von 6 m, eine Dichte der Schmelze von          
2000 kg/m³, ein Anstellwinkel von 30° und eine Viskosität von 10 Pas verwendet, 
dann ergibt sich für eine Tonnage von 240 t/d eine Abschmelzgeschwindigkeit von 
2,6 cm/s.  
 
4.5 Zusammenfassung Abschmelzzone 
Wird das Bewertungsprinzip 4 auf alle diskutierten Technologien angewandt und 
werden die Schmelzleistungen mit den möglichen Strömungsgeschwindigkeiten und 
Strömungsgradienten qualitativ verglichen, dann kann folgende Reihenfolge der 
sinnvollsten Technologien erstellt werden.  
 
1. Macro-Mix-Melter im „Ramar“-Melter 
2. Submerged-Combustion-Melter 
3. „P-10“-Melter 
4. Segmented-Dünnschichtschmelzer 
5. Standardglasschmelzofen 
 
In Tabelle 7 werden die Kennzahlen der spezifischen Schmelzleistung und der 
wahrscheinlichen Schmelztemperatur der neu entstehenden Schmelze am Gemenge 
in der Abschmelzzone für die fünf Technologien aufgelistet. Anhand der Kennzahlen 
in Tabelle 7 kann die gleiche Reihenfolge der besten Schmelztechnologien, wie nach 
der Bewertung nach dem Bewertungsprinzip 4, bestimmt werden, wobei ein 
deutlicher Unterschied zwischen dem „Ramar“-Melter und Submerged-Combustion-
Melter nicht mit Sicherheit gegeben ist. 
 
Das Ziel innerhalb der Abschmelzzone muss es auf der Grundlage des 
Bewertungsprinzips 4 sein, Bewegung zwischen die Schmelze und das Gemenge zu 
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bringen, ohne dass unaufgeschmolzene Bestandteile (außer des vorhandenen 
Restquarzes) des Gemenges oder entmischte Phasen in die Restquarzlösezone 
gelangen. 
 
Tab. 7: Vergleich der Kennzahlen der Schmelztemperaturen und spezifischen  
Schmelzleistungen für die verschiedenen Abschmelztechnologien 
Abschmelztechnologie Schmelztem- 
peraturen   
[°C] 
spezifische 
Schmelzleistung  
[t/(m²*d)] 
Standardglasschmelzofen 1420 10  
Submerged-Combustion-
Melter – E-Glas 
 
1400 
 
20 
Submerged-Combustion-
Melter – Fensterglas 
 
1275-1325 
 
Macro-Mix-Melter im 
„Ramar“-Melter 
 
1289-1350 
 
30-43 
„P-10“-Melter  8,8 
Segmented-
Dünnschichtschmelzer 
 
1300-1400 
 
8 
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Kapitel 5 
Die Restquarzlösezone 
5.1 Grundlagen der Restquarzlösung 
Der Begriff Restquarzlösung kann damit in Verbindung gebracht werden, dass nach 
dem Abschluss der Silikatreaktionen [22, S. 75-79; 21, S. 76-83]  auf Grund von 
thermodynamischen und kinetischen Abhängigkeiten noch Quarz bzw. Restquarz in 
der Schmelze vorhanden ist, der sich noch in der Schmelze lösen muss. Die Menge 
an Restquarz nach der Beendigung der Silikatreaktionen kann entweder anhand von 
Experimenten [29, S. 28-30] oder aber durch Phasendiagramme ermittelt werden. Es 
kann davon ausgegangen werden, dass 10-20 % des im Gemenge eingesetzten 
Sandes als Restquarz nach Abschluss der Silikatreaktionen bei Massengläsern 
vorliegt.  
Die Auflösung des Restquarzes in der Schmelze kann mit Hilfe des 1. und 2. 
Fick´schen Gesetzes [83, S. 2.8-2.11 und 3.13] unter Konvektionseinfluss 
beschrieben werden. Der anhand des 1. Fick´schen Gesetzes entstehende 
Stoffmengenstrom von der Restquarzoberfläche in die Schmelze hinein, führt zu 
einer Radiusabnahme und damit zu einer Auflösung des Kornes. Abgeleitet aus den 
Fick´schen Gesetzen können die technischen Möglichkeiten zur Intensivierung der 
Restquarzlösung angegeben werden:  
1. Erhöhung des Konzentrationsgradienten - durch eine Temperaturerhöhung 
kann die  maximale Sättigungskonzentration an Siliziumdioxid der Schmelze 
an der Oberfläche des Quarzkornes gesteigert und damit die Restquarzlösung 
erhöht werden. 
2. Erhöhung des Diffusionskoeffizienten durch eine Temperaturerhöhung. 
3. Homogenisierung und Stabilisierung des Mischzustandes des Gemenges [33, 
S. 24 und 25] 
4. Erhöhung des Geschwindigkeitsfeldes zur Intensivierung des Stoffübergangs 
bzw. zur Störung des sich ausbildenden Konzentrationsfeldes an 
Siliziumdioxid um das Quarzkorn herum 
5. Anpassung der Korngrößenverteilung des Sandes und Verringerung der 
Korngröße des Sandes bis hin zu Quarzmehl [22, S. 79] 
6. Schaffung günstiger Reaktionswege, um wenig Restquarz nach Abschluss der 
Silikatreaktionen vorliegen zu haben [84]. 
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Eine Erhöhung der Temperatur der Schmelze kann nur bis in bestimmten Grenzen 
durchgeführt werden, da hohe Temperaturen die Energiekosten in die Höhe treiben 
und die Läuterzone eine bestimmte Vergangenheit des Temperaturregimes in der 
Abschmelz- und Restquarzlösezone und der damit verbundenen Entgasung der 
Schmelze fordert. Den Einfluss einer Temperaturveränderung der Schmelze auf die 
Restquarzlösezeit zeigt Tabelle 8 nach Ergebnissen von Hönig [29, S. 46 und 47] und 
die Abbildung 26 aus einem Glastechnologie-Lehrkurs der TNO [85, S. 23]. 
 
Tab. 8: experimentelle Ergebnisse zur Restquarzlösezeit von Glasschmelzen nach 
Ergebnissen von Hönig [29, S. 46 und 47] 
Ma% 
Na2O 
Ma% 
CaO 
Ma% 
SiO2 
Sandfraktion 
[mm] 
Temperatur  
[°C] 
Restquarzlösezeit 
[min] 
14,8 13,4 71,4 0,16-0,2 1300 60 
   0,2-0,25 1300 65 
    1350 35 
    1400 20 
   >0,315 1300 115 
    1350 60 
    1400 40 
   <0,4 1300 70 
    1350 45 
    1400 25 
13,8 12,5 73,7 0,2-0,25 1300 90 
    1350 45 
    1400 30 
13 11,7 75,3 0,2-0,25 1350 60 
   <0,4 1350 73 
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Abb. 26: Restquarzlösezeit / Batch free time in Abhängigkeit von der Temperatur 
und der Sandkorngröße [85, S. 23] 
 
Aus Tabelle 8 und Abbildung 26 kann als Abschätzung angegeben werden, dass 
durch eine Temperaturerhöhung um 50 K die Restquarzlösezeit um etwa 50 % sinkt.  
Die Homogenisierung des Gemenges ist ein wichtiger Bestandteil zur Intensivierung 
bzw. zum störungsfreien Ablauf der Restquarzlösung bei der Glasherstellung. Neben 
einer optimierten Mischung ist auch der Gemengetransport zu beachten.  
Untersuchungen von Apel belegen, dass durch einen unangepassten Gemenge-
transport eine Entmischung mit der Folge einer erhöhten Restquarzlösezeit von 12 % 
auftreten kann [33, S. 23].  
Eine Anpassung der Korngrößenverteilung hin zu einer engverteilten Kornverteilung 
des Sandes ist anzustreben. Dabei ist zu beachten, dass zur Bewertung nicht die 
Anzahlverteilung des Sandes, sondern die Masseverteilung des Sandes in 
Abhängigkeit von der Korngröße verwendet wird.  
 
Eine Verringerung der Sandkorngröße bis hin zum Quarzmehl mit der Fixierung 
einer optimalen Mischung kann eine Verringerung der Restquarzlösezeit um bis zu 
70 % bedeuten [86].  
 
Eine weitere Möglichkeit zur Beeinflussung der Restquarzlösezeit ist in der 
Beeinflussung der Glaschemie zu sehen. Anhand von Abbildung 27 aus dem 
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Glastechnologie-Lehrkurs der TNO [85, S. 24] kann entnommen werden, dass zum 
Beispiel durch eine Erhöhung des CaO-Gehalts oder Na2O-Gehalts in der 
Glasschmelze die Restquarzlösezeit beeinflusst werden kann. Es sind bei solchen 
Änderungen in der Chemie des Glases die Auswirkungen auf die Läuterung, die 
Formgebung, die chemische Beständigkeit und mögliche Kristallisationsprobleme zu 
berücksichtigen.  
 
 
Abb. 27: Restquarzlösezeit bzw. Batch free time als Funktion der Glaschemie für 
eine Schmelztemperatur von 1427 °C [85] 
 
Die technischen Möglichkeiten zur Intensivierung der Restquarzauflösung durch 
Konvektion werden von Hönig diskutiert [29, S. 13-15]. Hönig zeigt anhand einer 
Literaturrecherche, dass nach Arbeiten von Němec durch Bubbling die 
Restquarzlösegeschwindigkeit um den Faktor 1,5-8 erhöht werden kann. Hönig stellt 
weiterhin an Arbeiten von Stiebert [87] und eigenen Arbeiten dar, dass bei 
Schergradienten von 0,2-1,2 s-1 durch Rühren eine Erhöhung der Sandkornauflöse-
geschwindigkeit mit dem Faktor 1,5-4 erzielt werden kann.   
 
Bei der Betrachtung der Störung des Konzentrationsfeldes beispielsweise durch 
Konvektion muss beachtet werden, dass nicht die Strömungsgeschwindigkeit der 
Schmelze in die Gleichung für die Reynoldszahl zur Berechnung der Sherwood-Zahl 
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und damit des Stoffübergangskoeffizienten eingesetzt werden darf, sondern die 
relative Strömungsgeschwindigkeitsdifferenz zwischen Schmelze und Sandkorn 
verwendet werden muss. Die im Standardofen auftretenden Strömungs-
geschwindigkeiten der Schmelze liegen bei 2-5 mm/s. Daraus kann abschätzend 
geschlussfolgert werden, dass für die Schmelze ohne Bubbling der Schergradient bei 
maximal 0,02 s-1 liegt56. Es wird ersichtlich, dass die Restquarzlösung im Standard-
ofen nicht relevant von der Konvektionsströmung 57 beeinflusst wird.  
 
5.2 Arbeiten zur Restquarzlösezone des Segmented-
Dünnschichtschmelzers 
5.2.1 Vorarbeiten zur Beeinflussung des Strömungsverlaufs in der RQLZ 
Im Rahmen der Arbeiten zur Restquarzlösezone wurde eine Studienarbeit von Abt 
[88] bearbeitet in der die Möglichkeiten zur Beeinflussung der Strömung in der 
Restquarzlösezone anhand von Modellierungsrechnungen durchgeführt worden. In 
der Studienarbeit von Abt wurden insgesamt sechs verschiedene Modelle berechnet. 
Dabei sollte der Einfluss der Glasfarbe, grün oder weiß, der Dämmung, der Tiefe der 
Restquarzlösezone, Einbau eines Durchlasses und einer speziellen Konstruktion der 
Restquarzlösezone bewertet werden.  
 
 
 
 
 
 
                                                 
56  Wenn abschätzend die Konvektionsströmungen im oberen Bereich der Schmelze in Richtung 
Gemenge und im unteren Bereich in Richtung Durchlass strömen, dann sollten die maximalen 
Strömungsgeschwindigkeitsänderungen zwischen Boden und der mittleren Strömung im unteren 
Bereich stattfinden. Dass heißt, der Strömungsgradient ist abschätzend das Verhältnis aus 5 mm/s und 
einem Abstand von 250 mm zwischen Boden (Glasschmelztiefe 1 m) und der mittleren Strömung im 
unteren Schmelzbereich, was einen Schergradienten von 0,02 s-1 ergibt.  
57 Die Beeinflussung der Strömung durch Bubbling oder in der Nähe von Elektroden ist hiermit nicht 
gemeint, sondern nur die durch horizontale Temperaturunterschiede hervorgerufenen Konvektions-
strömungen,  auch bekannt als Konvektionswalze. 
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Die Ergebnisse von Abt können mit folgenden Aussagen zusammengefasst werden: 
 Ein homogenes Temperaturfeld verlängert die Verweilzeit in der 
Restquarzlösezone. 
 Ist die Läuterzone flacher als die Restquarzlösezone aufgebaut, dann wird die 
Hauptströmung innerhalb der Restquarzlösezone auf dem Höhenniveau der 
Läuterzone verlaufen. Demzufolge wird eine abgestufte Glasstandshöhe in 
der Restquarzlösezone und Läuterzone ohne weitere Einbauten immer eine 
Kurzschlussströmung aufweisen, die vom Höhenniveau der Läuterzone 
abhängig ist. Eine Verbesserung der Verweilzeit in der Restquarzlösezone ist 
in diesem Falle nur durch weitere Einbauten (z.B. elektrische 
Zusatzbeheizung) denkbar. 
 Der Einbau eines Durchlasses innerhalb der Restquarzlösezone verbessert die 
Verweilzeit in der Restquarzlösezone deutlich. Problematisch ist aber die 
Korrosionsrate im Bereich der Dreiphasengrenzfläche, die die Lebensdauer 
einer solchen Konstruktion herabsetzt. Demzufolge sollte eine 
Verweilzeitverlängerung durch zusätzliche Einbauten wie Bubbling oder 
einer elektrischen Zusatzbeheizung realisiert werden.  
  
Zur Verdeutlichung der Aussagen dienen die Abbildungen 28, 29 und 30.  
 
Abb. 28: Strömungsverlauf für Grünglas für eine herabgesetzte Läuterzone  
 
Abb. 29: Strömungsverlauf mit Einbau eines Durchlasses in der Restquarzlösezone 
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Abb. 30: Strömungsverlauf bei gleicher Schmelzbadtiefe der Restquarz- und 
Läuterzone 
 
5.2.2 Numerische Simulationen zur Restquarzlösezone 
Die weiteren numerischen Simulationen zur Restquarzlösezone wurden mit Hilfe des 
Programms GFM der Firma GlassService [40] durchgeführt.  
 
Das Ziel der Modellierungen war es eine Konfiguration mit einer hohen Verweilzeit 
der Schmelze bei der für die Auflösung des Sandes entsprechend notwendigen 
Temperaturen in der Restquarzlösezone zu erzielen. Die konstruktiven und 
mathematischen Randbedingungen und der Aufbau der Modelle sind im Anhang 
RQLZ, Kapitel 1, Seite 213 ff. zu finden.  
 
Bei den durchgeführten numerischen Simulationen sollten insbesondere folgende 
Konstruktionsvarianten bewertet werden:  
1. Schmelzwanne mit tieferer Restquarzlösezone mit Durchlass  
2. Schmelzwanne mit tieferer Läuterzone mit Durchlass 
3. Schmelzwanne mit konstanter Schmelzbadtiefe in der Restquarz- und 
Läuterzone mit und ohne Durchlass (ähnlich der Konstruktion einer  
Floatglaswanne) 
 
Weiterhin wurden die elektrische Zusatzbeheizung (EZH), die Möglichkeiten des 
Bubblings, ein versenkter Durchlass und der Einbau eines Walls in der Läuterzone 
bewertet. Bei der Verwendung von Bubbling und der EZH sollten zur Vermeidung 
von Kurzschlussströmungen in der Restquarzlösezone zur Läuterzone gezielt eine 
Sperrwirkung in Strömungsrichtung oder Strömungen orthogonal zur Hauptströmung 
in der Restquarzlösezone erzeugt werden. Die Verwendung eines Walls und eines 
versenkten Durchlasses sollten den Einfluss des Durchlasses auf die 
Restquarzlösezone und Läuterzone verringern. 
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Abb. 31: verschiedene Varianten zur Konstruktion zwischen der Restquarz- und 
Läuterzone 
 
Die Ergebnisse zeigten (Restquarzlösezone = RQLZ / Läuterzone = LZ): 
1. dass eine Schmelzwanne ohne Einbauten und ohne Durchlass sehr hohe 
Verweilzeiten in der Läuterzone bietet und damit insbesondere bei diesem 
Konstruktionstyp eine Optimierung der Läuterzone nach Unterabschnitt 3.2.4 
leichter in die Praxis übertragbar sein sollte. Die Verwendung von EZH 
(elektrische Zusatzbeheizung) scheint aber im Bereich der Restquarzlösezone 
Probleme zu bereiten. 
2. Die Verwendung eines Durchlasses führt dazu, dass die Verweilzeiten 
gegenüber einer Konstruktion ohne Durchlass in der Läuterzone deutlich 
herabgesetzt sind. Die Verwendung von zwei Durchlässen verbessert die 
Situation nicht deutlich. Die Abbildungen 33 und 34 zeigen hierzu die 
Strömungsgeschwindigkeitsverteilung für die Schmelzwanne mit und ohne 
Durchlass. 
3. Die Verwendung einer Schmelzwanne mit konstanter Schmelzbadtiefe in der 
RQLZ und LZ oder eine Schmelzwanne mit tieferer Schmelzbadtiefe in der 
LZ weisen eine niedrige Verweilzeit der Strömung in der RQLZ auf. Die 
Verwendung einer vertieften RQLZ gegenüber der LZ erhöht die 
Verweilzeiten in der RQLZ deutlich. Insbesondere beim Einsatz von EHZ 
zeigt es sich, dass eine vertiefte Restquarzlösezone von Vorteil ist. 
4. Die Verwendung von Bubbling führt eher zu einer Verschlechterung der 
Verweilzeiten in der RQLZ. 
a) gleiche Höhe 
b) tiefere RQLZ 
c) tiefere LZ 
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5. Die Verwendung von zwei Elektroden in der Mitte der RQLZ, bei einer 
Schmelzwanne mit konstanter Schmelzbadtiefe, angeordnet, zeigt höhere 
Verweilzeiten in der RQLZ und niedrigere minimale Blasenwachstums-
geschwindigkeiten in der LZ. 
6. Die Verwendung einer verstärkten Konvektionsströmung in Haupt-
strömungsrichtung durch eine elektrische Zusatzbeheizung beeinflusst kaum 
die Verweilzeit in der Restquarzlösezone und die notwendige 
Blasenwachstumsgeschwindigkeit in der Läuterzone. 
7. Die Verwendung eines Walls kann den Einfluss des Durchlasses vermindern 
und verringert die notwendige Blasenwachtumsgeschwindigkeit in der 
Läuterzone deutlich. In Abbildung 35 ist die verbesserte Strömungs-
geschwindigkeitsverteilung dargestellt. 
 
Aus den Ergebnissen dieser ersten Simulationen wurde geschlussfolgert, dass eine 
vertiefte Restquarzlösezone als Standardkonstruktionsfall angewendet werden kann. 
In Kombination mit dieser vertieften Restquarzlösezone wird der Einfluss auf eine 
Schmelzwanne mit Durchlass und Wall, Schmelzwanne ohne Durchlass, 
Schmelzwanne mit Wall und vertieften Durchlass und Schmelzwanne mit Durchlass, 
Wall und Elektroden in der Mitte der Restquarzlösezone bewertet.  
 
Die Modellierung dieser Fälle zeigte, dass die Verwendung einer vertieften 
Restquarzlösezone für eine offene Konstruktion zwischen Schmelz- und 
Arbeitswanne positiv ist und die notwendige Blasenwachstumsgeschwindigkeit in 
der Läuterzone nicht im großen Maße ansteigt, hingegen die Verweilzeit in der 
Restquarzlösezone trotz elektrischer Beheizung erhöht wird.  
Für die Konstruktion mit Durchlass konnte geschlussfolgert werden, dass die 
Installation der EZH einen deutlichen Einfluss auf die Läuterzone hat und am besten 
die EZH im mittleren Bereich wie in Abbildung 32 aufgebaut werden sollte. Die 
Verwendung eines vertieften Durchlasses zeigte keine positiven Ergebnisse, wobei 
noch größere Vertiefungen, wie es in einem Deep Refiner® [89] der Fall ist, nicht 
bewertet wurden. 
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Abb. 32: mögliche sinnvolle konstruktive Anordnung zwischen Läuterzone und 
Restquarzlösezone anhand der Untersuchungen zum Segmented-
Dünnschichtschmelzer 
 
 
Abb. 33: Temperatur- und Strömungsgeschwindigkeitsverteilung für eine 
Konstruktion ohne Durchlass 
Durchlass 
Wall 
Elektroden  
Glasschmelze  
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Abb. 34: Temperatur- und Strömungsgeschwindigkeitsverteilung für eine 
Konstruktion mit Durchlass 
  
 
Abb. 35: Temperatur- und Strömungsgeschwindigkeitsverteilung für eine 
Konstruktion mit Durchlass und Wall 
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Für den Fall der Konstruktion nach Abbildung 32 wurde mit Hilfe von GFM die 
mögliche spezifische Schmelzleistung der Restquarzlösezone ermittelt, wobei die 
genaue Durchführung der Berechnung im Anhang RQLZ, Kapitel 2, Seite 227ff. zu 
finden ist. Die ermittelten Werte lagen zwischen 16-40 t/(m²*d). Wie noch im 
Abschnitt 5.4 beim Submerged-Combustion-Melter diskutiert wird, sind die Model-
lierungsergebnisse in der Restquarzlösezone auf der Basis der vorhandenen Modelle 
fehlerbehaftet. Aus diesem Grund und anhand der Diskussion im Anhang RQLZ, 
Kapitel 2, Seite 235 sollte anhand der Modellierungsergebnisse nur davon 
ausgegangen werden, dass eine Verbesserung der Konstruktion der Restquarz-
lösezone möglich ist. Wenn die Ergebnisse aus Tabelle RQLZ 3 im Anhang RQLZ, 
Kapitel 1, Seite 222 herangezogen werden, dann sind Unterschiede von 100 % bei 
der minimalen Verweilzeit durch schlechte Konstruktionen gegenüber besseren 
Konstruktionen möglich.  
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5.3 Bewertungsgrundlage in der Restquarzlösezone 
Die im Abschnitt 5.1 diskutierten technischen Möglichkeiten zur Beeinflussung der 
Restquarzlösung können in drei Gruppen nach Abbildung 36 eingeteilt werden. Es  
wird ersichtlich, dass es je nach gegebener Glaschemie, Glasschmelztemperatur und 
der Technologie verschiedene Restquarzlösezeiten gibt.  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Abb. 36: Möglichkeiten zur Beeinflussung der Restquarzlösezeit  
 
Sollen im Glasschmelzofen die Schmelztemperaturen weiter herabgesetzt werden, 
dann müssen technologische Maßnahmen zur Beeinflussung und Verringerung der 
Restquarzlösezeit entweder im Bereich der Glaschemie und des Gemenges 
(Korngrößenverteilung, Gemengevorbereitung) oder der Beeinflussung der 
Diffusions- / Strömungsgrenzschicht durchgeführt werden. 
 
Die Einflussfaktoren Glaschemie, Korngrößenverteilung und Gemengevorbereitung  
können die Restquarzlösezeit anhand der Grundlagen im Abschnitt 5.1 auf ein 
Niveau von 20-30 % gegenüber dem Standardgemenge erniedrigen. An dieser Stelle 
Restquarz-
lösezeit / Batch 
free time 
Glaschemie / Korn-
größenverteilung 
der Rohstoffe / Ge-
mengevorbereitung 
Schmelztemperatur 
(Diffusion, 
Sättigung der 
Schmelze an SiO2) 
Störung / Verkleinerung 
der Strömungs- /Diffusions-
grenzschicht 
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sollen diese Einflussfaktoren nicht weiter diskutiert werden, wobei die Kosten für 
diese Einflussfaktoren in Zukunft mit in eine Bewertung eingehen sollten.  
 
Anhand der Angaben zum Einfluss von Technologien zur Intensivierung des 
Stoffübergangs kann anhand der Literaturrecherche von Hönig [29, S. 13-15]  davon 
ausgegangen werden, dass der Stoffübergang durch die Beeinflussung der 
Strömungsgrenzschicht im Bereich von 1,5-8 erhöht wird. Bei einer Erniedrigung der 
Schmelztemperatur soll abschätzend davon ausgegangen werden, dass eine 
Verringerung der Schmelztemperatur um 50 K eine doppelte Restquarzlösezeit zur 
Folge hat, siehe Tabelle 8, Seite 97. Werden beide Angaben verglichen, dann wird 
im günstigsten Fall bei einer Temperaturabsenkung um 100 K die Restquarzlösezeit 
um 50 % gesenkt, wenn geeignete Technologien zur Intensivierung des 
Stoffübergangs verwendet werden. Im ungünstigsten Fall wird die Restquarzlösezeit 
beim Einsatz von Technologien zur Intensivierung des Stoffübergangs durch eine 
Temperaturabsenkung um 100 K um 260 % erhöht.  
 
Werden die Daten von Hönig zur Restquarzlösezeit nach Tabelle 8 für eine 
Temperatur von 1400 °C beispielhaft verwendet, dann liegt die Restquarzlösezeit 
nach einer Temperaturabsenkung um 100 K und beim Einsatz von Technologien zur 
Intensivierung des Stoffübergangs im Bereich von 10-104 min58. 
Anhand dieser Angaben könnte geschlussfolgert werden, dass der Einsatz zum 
Beispiel von Rührern, von Bubbling oder des Submerged-Combustion-Melter sehr 
positiv für die Prozesse in der Restquarzlösezone ist.  
 
Ein weiterer zu beachtender Aspekt bei der Betrachtung der Restquarzlösung ist der 
Einfluss der verwendeten Technologie auf die Verweilzeitverteilung der Strömung 
und der Strömungspartikel in der Restquarzlösezone. Nach Hagen gilt für die 
Verweilzeit „Die Verweilzeit-Summenfunktion oder die Übergangsfunktion F(t) 
eines kontinuierlich durchströmten Systems beschreibt, welcher Volumenanteil am 
austretenden Stoffstrom eine Verweilzeit zwischen 0 und t im Reaktor hat. …. 
Aufgrund dieser Definition entspricht F(t) der Wahrscheinlichkeit dafür, das ein 
Volumenelement, welches zum Zeitpunkt t = 0 in den Bilanzraum eingespeist wurde, 
diesen innerhalb eines Zeitraumes zwischen 0 und t wieder verlässt.“ [90, S. 97].  
                                                 
58 Die gemessene Restquarzlösezeit nach Hönig liegt bei 20-40 min bei 1400 °C. 
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In der chemischen Reaktionstechnik ist es bekannt, dass die verwendete Technologie 
einen Einfluss auf die Verweilzeitverteilung hat und damit Einfluss auf die Güte des 
Prozesses nimmt. Es sei an dieser Stelle an die theoretischen Fälle des Rührkessels 
mit einer minimalen Verweilzeit von Null Sekunden und breiter Verweilzeit-
verteilung und der Pfropfenströmung mit einer definierten Verweilzeit ohne bzw. mit 
geringer Verweilzeitverteilung hingewiesen [90, S. 98]. 
 
Eine Technologie mit einer niedrigen minimalen Verweilzeit im Reaktor kann dann 
Probleme in der Qualität bzw. Qualitätsstabilität aufweisen, wenn das 
Reaktionsprodukt aus dem Reaktor durch eine zu geringe Verweilzeit im 
Reaktionsraum nicht den gewünschten Anforderungen entspricht. Insbesondere bei 
der Restquarzlösezone sollte es aus theoretischer Sicht vermieden werden, dass 
Restquarz in die Läuterzone gelangt und dort zur unkontrollierten Blasenneubildung 
führt. Schlussfolgernd muss für die jeweilige Technologie in der Restquarzlösezone 
garantiert sein, dass die minimale Verweilzeit der Strömung mindestens genauso 
groß wie die Restquarzlösezeit ist.  
 
Für den Chemieingenieur ist damit klar, dass ein Reaktor nicht nur im Labor, 
sondern auch im kontinuierlichen Prozess auf seine Verweilzeitverteilung zur 
Sicherstellung einer ausreichenden Produktqualität hin untersucht werden muss. Es 
ist weiterhin klar, dass jede Technologie ihr spezielles Charakteristikum der 
Verweilzeitverteilung aufweist. Verbunden ist damit, dass jede Technologie als 
Funktion ihrer Technologie-Parameter (zum Beispiel Umdrehungsgeschwindigkeit 
des Rührers, Durchfluss des Bubblings) die minimale Verweilzeit positiv oder 
negativ beeinflusst. Es ist weiterhin vorstellbar, dass eine Technologie die 
Restquarzlösezeiten zwar positiv beeinflusst, aber im Gegensatz dazu die minimalen 
Verweilzeiten der Schmelze deutlich verringert werden. Die Folge ist, dass eine 
Schmelztechnologie trotz sehr guter Laborergebnisse bei der Restquarzlösezeit in der 
Praxis durch die negative Beeinflussung auf die Verweilzeitkurve der Schmelze in 
der Restquarzlösezone den Praxistest nicht besteht.  
Aus diesem Grund muss bei der Auswahl von Technologien für die 
Restquarzlösezone neben den Einfluss auf die Restquarzlösezeit der Einfluss der 
Technologie auf das Verweilzeitverhalten bewertet werden. Die Auswahl von 
Schmelztechnologien nur auf der Grundlage von Laboruntersuchungen im Tiegel 
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(z.B. Bubbling oder Rühren im Schmelztiegel) oder aufgrund der theoretisch 
begründeten Störung der Diffusions- und Strömungsgrenzschicht (z.B. durch Rühren 
oder durch Tauchbrenner beim Submerged-Combustion-Melter) ist unzureichend. 
 
Aus diesem Grund wird das Bewertungsprinzip 5 formuliert, das zwar als bekannt 
vorausgesetzt werden kann, aber wie der nächste Abschnitt zeigt, schnell aus dem 
Blickwinkel bei der Bewertung von Glasschmelztechnologien für die Restquarz-
lösezone gerät. 
 
 Bewertungsprinzip 5: 
„Neue Technologien, die die Intensivierung der Restquarzlösung fördern, 
müssen im Hinblick auf die Auswirkung der neuen Technologie auf das 
Verweilzeitverhalten der Schmelze in der Restquarzlösezone untersucht werden. 
Die Ermittlung von Kennwerten nur anhand von Labordaten kann zu falschen 
Schlussfolgerungen führen.“ 
 
 
5.4 Bewertungen der Restquarzlösezone für die verschiedenen 
Glasschmelzofentechnologien aus Kapitel 2 
 
Standardglasschmelzofen 
Im Standardglasschmelzofen wird durch die Konvektionswalzen, siehe Abbildung 2 
Seite 18, ein Teil der notwendigen Energie zum Abschmelzen des Gemenges 
herangeführt. Durch die Konvektionswalzen wird die Breite der Verweilzeit-
verteilung der Schmelze im Restquarzlösebereich erhöht. Mit steigender Größe der 
Konvektionswalzen sollte einerseits die Temperatur der Schmelze im 
Restquarzlösebereich steigen und andererseits die minimale Verweilzeit der 
Schmelze im Bereich der Restquarzlösezone sinken. Es kann bei steigenden 
Abschmelzleistungen in der Abschmelzzone zum Beispiel durch eine verbesserte 
Energieübertragung und damit größerer Konvektionswalzen der Schmelze nach dem 
Bewertungsprinzip 5 die Funktionalität durch die verringerte minimale Verweilzeit 
negativ beeinflusst werden. 
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Die spezifische Schmelzleistung der Restquarzlösezone kann beispielsweise bei     
4,4 t/(m²*d) und bei einer Schmelztemperatur von 1360-1380 °C59 liegen.  
 
Submerged-Combustion-Melter: 
Im Submerged-Combustion-Melter finden das Abschmelzen und die Restquarz-
lösung in einer Zone statt. Anhand der theoretischen Grundlagen sollte aufgrund der 
hohen Strömungsgradienten die Restquarzlösung beschleunigt werden. Nach dem 
Bewertungsprinzip 5 muss hinterfragt werden, ob eine negative Beeinflussung der 
minimalen Verweilzeit beim Submerged-Combustion-Melter vorliegen kann.  
 
Im Rahmen der Arbeiten zur Konstruktion der Restquarzlösezone im Segmented-
Dünnschichtschmelzer wurden Untersuchungen zum Verweilzeitverhalten 
verschiedener Technologien im Standardofen (elektrische Zusatzbeheizung, 
Bubbling) durchgeführt. Die Untersuchungen zeigten, dass bei einer sehr dichten 
Verteilung der Bubblingdüsen über die Breite der Glasschmelzwanne die minimale 
Verweilzeit auf 53-76 % nach Tabelle RQLZ 3 im Anhang RQLZ, Kapitel RQLZ 1, 
Seite 222 gegenüber dem Standard verringert wurde.  
Für Anlagen mit erhöhter Konvektion kann davon ausgegangen werden, dass die 
Verweilzeitverteilung ein Problem für die Restquarzlösung sein kann. Dies kann 
damit begründet werden, dass die lokalen Strömungsgeschwindigkeiten erhöht 
werden und damit die Bewegung der einzelnen Strömungspartikel / Restquarze  
durch die Restquarzlösezone beschleunigt wird. Wird beispielhaft ein Schmelzer mit 
einer Tiefe von einem Meter und einer Länge von 3 m angesetzt, dann liegt die 
kürzeste Strecke durch den Schmelzer bei 3,2 m. Wird eine mindestens notwendige 
Restquarzlösezeit von 10 min. angenommen, siehe Seite 109, dann sollten die 
maximalen Strömungsgeschwindigkeiten in der Restquarzlösezone nicht sehr viel 
größer als 5 mm/s sein, damit eine Kurzschlussströmung keinen Restquarz in die 
Läuterzone transportiert.  
Nach Simulationsergebnissen von Glass Service, Inc.60 [40] muss direkt im Bereich 
der Bubblingdüsen mit Strömungsgeschwindigkeiten von 20 mm/s und mehr 
                                                 
59 Anhand der Modelle Container und Float aus dem Programm „Glass Furnace Model“ der Firma 
Glass Service Inc. kann eine Schmelztemperatur während der Restquarzlösung von 1360-1380 °C für 
das Behälterglasmodell und 1230-1250 °C für das Floatglasmodell entnommen werden. [40] 
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gerechnet werden. Weiter weg von den Bubbling-Düsen werden 
Strömungsgeschwindigkeiten von 0,2-5 mm/s durch das Bubbling erzeugt. 
Übertragen auf die Verhältnisse im Submerged-Combustion-Melter muss aus 
kritischer Sicht davon ausgegangen werden, dass die Strömungsgeschwindigkeiten 
und minimalen Verweilzeiten im Submerged-Combustion-Melter zu hoch bzw. zu 
niedrig für den effektiven Betrieb der Restquarzlösezone sein können.  
 
Huber gibt an, dass die minimale Verweilzeit im Submerged-Combustion-Melter 
sehr niedrig und für die Restquarzlösung nicht ausreichend hoch ist [16, S. 9] und 
gibt damit einen Hinweis, dass durch die hohen Strömungsgeschwindigkeiten 
Verweilzeitprobleme auftreten.  
 
Rue und Brown [82, S. 4] nennen als Ziele zur Entwicklung des Submerged-
Combustion-Melter, dass die kürzeste Strömungslinie verlängert, tote Ecken 
vermieden und die Brenner symmetrisch aufgebaut werden sollten.  
 
Nach Angaben von Rue und Brown kann der Submerged-Combustion-Melter eine 
spezifische Schmelzleistung von 20-24 t/(m²*d) aufweisen [82, S. 8]. Die Angaben 
von Rue lassen nicht erkennen, ob es sich bei den Schmelzversuchen oder 
Berechnungen um positive Ergebnisse mit vollständiger Restquarzlösung handelt. 
Rue weist darauf hin, dass anhand von Angaben von Beerkens und des bekannten 
Beispiels der durch Rühren erfolgten Beschleunigung der Auflösung von Zucker in 
Tee der Submerged-Combustion-Melter sehr positiv für die Restquarzlösung sein 
muss [82, S. 11]. Weiterhin gibt Rue an, dass anhand von Simulationsergebnissen die 
Verweilzeit bei einer fertig geschmolzenen Glasschmelze bei 2-4 h liegt [82, S. 11]. 
Anhand dieser Angabe ist nicht ersichtlich, ob es sich um eine mittlere oder 
maximale Verweilzeit oder tatsächlich um eine Verweilzeitverteilung handelt. Wird 
angenommen, dass die Angabe 2-4 h eine Verweilzeitverteilung darstellt, dann ist die 
Breite der Verweilzeitverteilung unrealistisch klein61.  
                                                                                                                                          
60 Das Simulationsmodell befindet sich im Programm „Glass Furnace Model“ Ordner Sample 
Models/Container. 
61 In Standardwannen liegt nach Ergebnissen von Glass Furnaces Inc., siehe Simulationsmodell im 
Programm „Glass Furnace Model“ Ordner Sample Models/Container,  die Verweilzeitverteilung bei 
4-92 h. Wird davon ausgegangen, dass im Submerge-Combustion-Melter mehr Bewegung und 
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Rue und Brown [82, S. 12] geben weiterhin an, dass anhand von Analyseergebnissen 
die Schmelze nach dem Einschmelzen der Rohstoffe im Submerged-Combustion-
Melter frei von Steinchen und Einschlüssen war. Rue macht bei diesen 
Analyseergebnissen keine Angabe zur spezifischen Schmelzleistung, zu den 
Schmelztemperaturen und welche Glassorte geschmolzen wurde.   
Zur Bewertung des Submerged-Combustion-Melter geben Rue und Brown [82, S. 8-
9] an, dass ein eigenes CFD-Model (CFD…Computational Fluid Dynamic) 
entwickelt wurde. Im Modell werden durch ein zweidimensionales Modell die 
Verbrennung im Submerged-Combustion-Melter und die Verteilung zwischen 
Schmelze und Glas berechnet. Weiterhin werden mit Hilfe eines dreidimensionalen 
Modells die Glaschemie, das Aufstiegsverhalten der Blasen mit Blasenneubildung 
und die Glasschmelzströmungen berechnet.   
 
Bei der Berechnung des Verhaltens der Schmelze in numerischen Simulationen muss 
kritisch bemerkt werden, dass die verwendeten Stoffwerte nicht nur eine Funktion 
von der Temperatur, sondern auch von der Zeit sind. Beispielhaft muss beachtet 
werden: 
1. Die Viskosität der Schmelze ist eine Funktion der Menge an Restquarz und 
der Blasigkeit der Schmelze. Zum Beispiel kann bei hohen spezifischen 
Schmelzleistungen die Blasigkeit der Schmelze erhöht sein, siehe Diskussion 
beim „Ramar“-Melter. Messwerte von Deubener und Conradt [75] zur 
Viskosität von Schmelzen im Einschmelzbereich können nur tendenziell  
verwendet werden, da die Schmelzdauer der gemessenen Proben bei 
mindestens 30 Minuten liegt. Zur Modellierung der Strömungen müsste der 
Einfluss des Restquarzes, der Blasen und der sich veränderten Viskosität der 
Schmelze berücksichtigt werden. Das bedeutet, dass die Viskosität zu einer 
zeitabhängigen Funktion wird. Schlussfolgernd ist es denkbar, dass im 
Submerged-Combustion-Melter nebeneinander Schmelzen mit unterschied-
lichen Viskositäten aber gleicher Temperatur vorliegen. Werden beispielhaft 
die Simulationsergebnisse nach Rue [46, S. 34] in Abbildung 37 zur Hand 
genommen, dann zeigt sich, dass dieser Sachverhalt nicht im Modell 
berücksichtigt wird. 
                                                                                                                                          
stärkere Konvektionsströmungen vorliegen, dann müsste eine Verweilzeitverteilung im Submerged-
Combustion-Melter einen Bereich von zum Beispiel 2-40 h und noch größer aufweisen.  
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2. Der Wärmetransport in der Schmelze ist durch Strahlung dominiert. 
Strahlungsprozesse werden typischerweise durch angepasste Modelle wie 
dem Rosseland-Modell oder mit Spektral-Modellen [91] berechnet. Beim 
Strahlungstransport wird davon ausgegangen, dass das System homogen ist.  
Bei der realen Schmelze muss berücksichtigt werden, dass die 
Restquarzkörner den Strahlungstransport durch die Schmelze behindern. Dies 
kann aus der Sicht eines Modellierers von Vorteil sein, da der Rosseland-
Ansatz besonders bei niedrigen Eindringtiefen der Strahlung in die Schmelze 
gerechtfertig ist62. Aber aus einer anderen Sicht muss beachtet werden, dass 
sich während der Auflösung des Restquarzes die Eindringtiefe der Strahlung 
verbessert und damit der Rosseland-Modellansatz eine falsche Strahlungs-
wärmeleitfähigkeit liefern sollte, wenn nicht die Strahlungswärmeleitfähigkeit 
als Funktion der Zeit und des Ortes bewertet wird. Die Modellierung mit nur 
einer Strahlungswärmeleitfähigkeit als Funktion der Temperatur muss 
schlussfolgernd kritisch gesehen werden.  
 
Abb. 37: Verteilung der Viskosität im Submerged-Combustion-Melter [46, S. 34] 
 
Anhand der Angaben von Rue, Brown und Huber lässt sich nicht mit Sicherheit 
schlussfolgern, dass der Submerged-Combustion-Melter kein Verweilzeitproblem 
aufweist. Anhand des Bewertungsprinzips 5 muss auf der Basis einer konservativen 
                                                 
62 Wenn die optische Dicke der Schmelze einen bestimmten Grenzwert überschreitet, dann ist der 
Rosseland-Ansatz gerechtfertigt [107, S. 72 ].  
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Betrachtung und im Anbetracht der Komplexität zur Simulation der Prozesse im 
Bereich der Abschmelz- und Restquarzlösezone davon ausgegangen werden, dass 
der Submerged-Combustion-Melter für Massengläser als Restquarzlösezone 
technische Probleme aufweisen kann. Es sollte aus konservativer Sicht davon 
ausgegangen werden, dass die Angaben von Rue zur spezifischen Schmelzleistung 
des  Submerged-Combustion-Melter bei der Restquarzlösezone im Verbund mit der 
Abschmelzzone nicht bei Vergleichen mit anderen Schmelztechnologien für 
Massengläser verwendet werden sollten. 
 
Werden die Bewertungsprinzipien 4 und 5 miteinander verknüpft, dann wird 
ersichtlich, dass die Strömungsgeschwindigkeiten bzw. Strömungsgradienten im 
besten Fall in der Abschmelzzone sehr hoch sein müssen, aber diese hohen 
Strömungsgeschwindigkeiten ein Verweilzeitproblem für die Restquarzlösezone 
darstellen können. Die Verwendung einer Restquarzlösezone gleichzeitig mit einer 
Abschmelzzone in einem Bereich des Glasschmelzofens kann kritisch sein. Es macht 
deswegen Sinn, wenn zukünftig eine Trennung der Abschmelz- und Restquarz-
lösezone für Massengläser im Submerged-Combustion-Melter mit bewertet wird.  
 
Abbildung 38 zeigt beispielhaft einen Submerged-Combustion-Melter mit 
Restquarzlösezone. 
 
 
Abb. 38: Schema des Submerged-Combustion-Melter mit einer zusätzlichen 
Restquarzlösezone 
Gemenge 
Tauchbrenner 
Glasschmelze 
Durchlass in Richtung 
Arbeitswanne mit Feeder 
        Submerge-
Combustion-Melter 
Restquarzlösezone und Läuterzone 
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„Ramar“-Melter:        
Der Micro-Mix-Melter im „Ramar“-Melter ist anhand von experimentellen 
Laborergebnissen eine geeignete Technologie für die Restquarzlösezone. Nach     
dem Bewertungsprinzip 5 muss das Verweilzeitverhalten zusätzlich mit bewertet 
werden. Die praktischen Ergebnisse zeigten, dass die Verwendung des Micro-Mix-
Melter aufgrund niedriger minimaler Verweilzeiten technologische Probleme 
bereitete. Als Ursache des Problems wurde eine durch die elektrische Beheizung 
erzeugte Konvektionsströmung gefunden, die bei niedrigen Leistungen kein Problem 
darstellte. 
In späteren Projekten wurde eine Standardschmelzwanne für die Restquarzlösung 
verwendet, die bei Schmelztemperaturen von 1290-1350 °C63 und eine spezifische 
Schmelzleistung 11,7-15,6 t/(m²*d) lag.  
 
Der Micro-Mix-Melter ist ein sehr passendes Beispiel dafür, warum das 
Bewertungsprinzip 5 zur Bewertung von Glasschmelztechnologien in der 
Restquarzlösezone im Rahmen dieser Arbeit eingeführt wird.  
Die Untersuchung des Auflöseverhaltens des Restquarzes in der Glasschmelze zeigt 
für den Fall des Labortiegels deutlich erhöhte Stoffübergänge und damit niedrigere 
Restquarzlösezeiten nach den Angaben von Hönig, siehe Seite 99. Die technische 
Implementierung des Rührers in der Restquarzlösezone erfolgt in der Form, dass 
gezielt eine Couette-Strömung [92, S. 203-206] mit einem definierten 
Strömungsgradienten erzeugt wird. Bei der technischen Implementierung kann neben 
der thermischen Konvektion schnell übersehen werden, dass die Vorstellung der 
Ausbildung einer reinen Couette-Strömung technisch durch die Ausbildung einer 
Taylor-Strömung [92, 207 ff.] begrenzt ist. Bei der Taylor-Strömung handelt es sich 
um die Ausbildung von Strömungswalzen um den Rührer herum, die bei hohen 
Winkelgeschwindigkeiten des Rührers entstehen. Die Taylor-Strömung bildet sich 
oberhalb einer kritischen Zahl der sogenannten kritischen Taylor-Zahl TK aus. Die 
kritische Taylor-Zahl TK wird mit Hilfe der Stabilitätsanalyse ermittelt und hängt von 
verschiedenen Faktoren ab, wobei als unterer Wert die kritische Taylor-Zahl einen 
                                                 
63  Richards gibt keine Schmelztemperaturen zur Restquarzlösezone an, sondern erwähnt nur die 
Schmelztenperaturen der anderen Zonen. Die Angabe der Schmelztemperaturen von 1290-1350 °C 
darf aus diesem Grunde nicht mit den spezifischen Schmelzleistungen verknüpft werden, sondern ist 
nur als ein möglicher Bereich der Schmelztemperaturen der Restquarzlösezone anzusehen. 
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Wert von 1706 annimmt [92, S. 214]. Die Berechnung der Taylor-Zahl erfolgt nach 
Gleichung 5.1. 
2
424

d
T

                                                                                                       (5.1) 
T… Taylor-Zahl 
Ω… Winkelgeschwindigkeit 
d… Abstand zwischen Rührer und Schmelzwand 
ν… kinematische Viskosität 
 
Wird die Taylor-Zahl des Micro-Mix-Melter anhand der konstruktiven Angaben 
nach Richards [20] (Ω = 40-100 U/min, d = 20,32 cm) errechnet, ergibt sich, dass die 
ermittelte Taylor-Zahl mit 400-4000 für dynamische Viskositäten von 10-20 Pas 
oberhalb der kritischen Taylor-Zahl liegen kann.  
Es stellt sich an dieser Stelle die Frage, ob zum Beispiel durch eine Verringerung des 
Abstands d zwischen dem Rührer und der Wand des Micro-Mix-Melter eine 
Vermeidung einer Taylor-Strömung möglich ist. Zur Beantwortung dieser Frage 
muss einerseits bewertet werden, welchen Einfluss der Abstand d bei vorgegebenen 
Strömungsgradient auf die Taylor-Zahl und welchen Einfluss der Abstand d auf die 
minimale Verweilzeit der Strömung im Micro-Mix-Melter hat. Es soll bei der 
Betrachtung davon ausgegangen werden, dass eine Restquarzlösezeit von mindestens 
10-80 min 64  im Micro-Mix-Melter notwendig ist, der Micro-Mix-Melter einen 
Durchmesser von 60 cm aufweist und mindestens einen Meter lang bzw. tief ist. 
 
Die Berechnung des Einflusses des Abstands d auf den Strömungsgradient erfolgt 
nach Gleichung 5.2. 
 
 
 
 
                                                 
64 Der obere Bereich der Restquarzlösezeiten wird an dieser Stelle verringert, da im Micro-Mix-Melter 
gezielt höhere Strömungsgradienten eingestellt werden können und damit auch ein verdoppelter 
Stofftransport kein Problem darstellen sollte. 
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r… radiale Koordinate 
u… Strömungsgeschwindigkeit 
da… Aussendurchmesser 
u… Strömungsgeschwindigkeit 
r… Radius r nach dem abgeleitet wird 
 
Gleichung 5.2, umgestellt nach der Winkelgeschwindigkeit Ω und in Gleichung 5.1 
eingesetzt, ergibt Gleichung 5.3. 
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Mit Hilfe von Gleichung 5.3 wird für den Fall eines Strömungsgradienten von 0,2-
1,2 s-1 und einer kinematischen Viskosität von 0,00425 m²/s (10 Pas, 2350 kg/m³) ein 
maximaler Abstand d von 19 und 26 cm ermittelt. 
 
Die spezifische Schmelzleistung für diese Konfiguration des Rührers im „Ramar“-
Melter kann mit Hilfe der minimalen Verweilzeit der Schmelze in der 
Restquarzlösezone berechnet werden. Die minimale Verweilzeit hängt von der 
maximalen Strömungsgeschwindigkeit der Schmelze in der Restquarzlösezone und 
der Länge bzw. der Tiefe H der Restquarzlösezone ab. Die maximale 
Geschwindigkeit liegt im idealen Fall einer laminaren Strömung beim 1,5-2-fachen 
der mittleren Geschwindigkeit der Strömung [93, S. 182-188]. Für den Fall des 
Rührers liegt die maximale Geschwindigkeit der Strömung aufgrund von zwei 
begrenzenden Oberflächen (Wand und Rührer) eher beim zweifachen Wert der 
mittleren Strömung. Der maximale Massenstrom der an Glasschmelze in der 
Restquarzlösezone für den berechneten Abstand d nach Gleichung 5.3 durchgesetzt 
werden darf, wird mit Hilfe von Gleichung 5.4 auf der Basis der 
Kontinuitätsgleichung berechnet.  
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Für eine Glasbadtiefe des Micro-Mix-Melter von zum Beispiel einem Meter sind für 
eine minimale Verweilzeit von 10-80 min und einem maximalen Abstand d von 19 
bzw. 26 cm ein Massenstrom von 5,1-50 t/d und damit eine spezifische Schmelz-
leistung von 18-176 t/(m²*d) theoretisch möglich. Anhand dieser Abschätzung wird 
ersichtlich, in welch weitem Bereich die spezifische Schmelzleistung eines solchen 
Micro-Mix-Melters liegen könnte und das bei ungünstigen Einstellungen des Micro-
Melters (zum Beispiel die von Richards genannten Konvektionsströmungen) 
Produktionsprobleme auftreten können. Das Bewertungsprinzip 5 zeigt damit am 
Beispiel des „Ramar“-Melter, dass erst das Verweilzeitverhalten der Technologie 
durch experimentelle und numerische Modelle bewertet werden sollte, bevor eine 
neue Technologie praktisch in halbindustriellen Anlagen getestet wird.  
 
„P-10“-Melter: 
Die Restquarzlösezone ist im „P-10“-Melter flach ausgeführt und es sollten anhand 
der Arbeiten zur Restquarzlösezone im Segmented-Dünnschichtschmelzer noch 
Optimierungspotenziale vorliegen. Die verwendeten Tauchbrenner in der 
Restquarzlösezone sind als kritisch zu bewerten. 
 
Segmented-Melter nach Beerkens: 
Die Verwendung einer Restquarzlösezone, in der die Schmelze gerührt wird, kann 
wie beim „Ramar“-Melter von Vorteil sein, aber auch Probleme bereiten. Die 
Verwendung eines Submerged-Combustion-Melter kann nach den Angaben zum 
Submerged-Combustion-Melter als kritisch bewertet werden.  
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Segmented-Dünnschichtschmelzer: 
Der Vorteil der Restquarzlösezone in einem Segmented-Melter ist, dass keine  
Konvektionswalzen in der Restquarzlösezone zur Erhöhung der Abschmelzleistung 
in der Abschmelzzone notwendig sind.  
Zur Restquarzlösezone im Segmented-Dünnschichtschmelzer wurden im Rahmen 
der Arbeiten zum Segmented-Dünnschichtschmelzer Modellierungsrechnungen 
durchgeführt. Als Frageschwerpunkte sollten untersucht werden, welche Einflüsse 
zum Beispiel durch Bubbling, einer elektrischen Zusatzbeheizung, einer 
unterschiedlichen Schmelzbadhöhe zwischen Restquarzlösezone und Läuterzone und 
der Durchlass auf das Verweilzeitverhalten in der Restquarz- und Läuterzone haben.   
Die Simulationsergebnisse zeigten, dass der Durchlass einen sehr negativen Einfluss 
auf das Verweilzeitverhalten der Schmelze in der Läuterzone haben kann. Weiterhin 
zeigte es sich, dass es sinnvoll sein kann, wenn die Restquarzlösezone gegenüber der 
Läuterzone vertieft, siehe Variante b) nach Abbildung 31 und mit Elektroden in der 
Restquarzlösezone ausgeführt wird. Die Elektroden sollten dabei so angeordnet 
werden, dass die Glasschmelzströmung mit die tieferen Bereiche der Restquarz-
lösezone nutzt. Weiterhin kann durch den Einbau eines Walls der negative Einfluss 
des Durchlasses auf die Verweilzeit der Strömung in der Läuterzone verringert 
werden. Als eine verbesserte Konstruktion bzw. Anordnung der Restquarz- und 
Läuterzone kann als Beispiel Abbildung 32 angegeben werden.  
Es konnte gezeigt werden, dass durch eine verbesserte Konstruktion eine Erhöhung 
der Verweilzeit um 100 % und damit höhere spezifische Schmelzleistungen möglich 
sind. Die Diskussion zur Problematik der Übertragbarkeit von Modellierungs-
ergebnissen auf den realen Prozess kann dabei genauso wie beim Submerged-
Combustion-Melter geführt werden. 
 
. 
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5.5 Zusammenfassung Restquarzlösezone 
Bei den verschiedenen Glasschmelzofentechnologien aus Kapitel 2 werden der 
Submerged-Combustion-Melter, ein Rührer, die Standardglasschmelzwanne mit 
aufgelegtem Gemenge und eine Standardwanne ohne Gemenge auf der 
Glasschmelzoberfläche verwendet. 
 
Nach dem Bewertungsprinzip 5 ist die Effektivität der Technologie auf die 
Restquarzlösung  und die Auswirkung der Technologie auf die Strömung der 
Glasschmelze innerhalb der Restquarzlösezone und damit auf die 
Verweilzeitverteilung zu beachten.  
Beim Standardofen mit einer Gemengeauflage auf der Glasschmelzoberfläche 
beeinflussen die für das Abschmelzen notwendigen Konvektionswalzen das 
Verweilzeitverhalten der Schmelze in der Restquarzlösezone negativ. Als Kenndaten 
sind eine spezifische Schmelzleistung von 4,4 t/(m²*d) bei einer Schmelztemperatur 
von etwa 1360-1380 °C zu nennen. 
 
Beim Standardofen ohne Gemengeauflage ist die Ausbildung von Konvektions-
walzen für das Abschmelzen des Gemenges nicht notwendig. Es kann gezielt 
konstruktiv durch Einbauten in der Restquarzlösezone und Läuterzone Einfluss auf 
das Verweilzeitverhalten in der Läuterzone und Restquarzlösezone genommen 
werden. Die anhand von numerischen Simulationen berechneten Werte der 
spezifischen Schmelzleistung liegen für die Temperaturen von 1350-1375 °C bei 16 
und 40 t/(m²*d). Praktische Ergebnisse liegen für eine Standardwanne anhand der 
Angaben von Richards mit einer spezifischen Schmelzleistung von 11,7-15,6 t/(m²*d) 
bei einer Schmelztemperatur von 1290-1350 °C vor. 
 
Die Verwendung eines Submerged-Combustion-Melters in der Restquarzlösezone 
wird nach dem Bewertungsprinzip 5 und beim Vergleich der Angaben in der 
Literatur als kritisch gesehen. Die starken Vermischungs- und Konvektions-
bewegungen beeinflussen zwar die Restquarzlösung positiv, können aber auch das 
Verweilzeitverhalten der Schmelze in der Restquarzlösezone negativ beeinflussen. 
Genannte Daten aus der Literatur zum Submerged-Combustion-Melter im Verbund 
als Abschmelz- und Restquarzlösezone sollten als konservativer Sicht für 
Massengläser nicht zum Vergleich verwendet werden. Die Nutzung der numerischen 
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Modellierung zur Optimierung des Schmelzers ist denkbar, muss aber die 
praktischen Probleme der Zeitabhängigkeit der Stoffwerte durch die Restquarzlösung 
berücksichtigen.  
Anhand der Bewertungsprinzipien 4 und 5 wurde geschlussfolgert, dass beim 
Submerged-Combustion-Melter eine von der Abschmelzzone getrennte Restquarz-
lösezone  in Zukunft untersucht werden sollte. 
  
Der Micro-Mix-Melter scheint nach dem Bewertungsprinzip 5 eine sehr gute 
Technologie für die Restquarzlösezone zu sein, wenn dafür gesorgt wird, dass die 
Ausbildung von Taylor-Strömungen ausgeschlossen und starke Konvektions-
strömungen durch Dichtegradienten infolge einer lokal erhöhten elektrischen 
Beheizung vermieden werden. Als Folge bildet sich eine Couette-Strömung aus, die 
auf der einen Seite die Vorteile der hohen Schergradienten bietet und auf der anderen 
Seite die Vorteile einer in Transportrichtung „ruhigen“ Strömung aufweist. Hohe 
spezifische Schmelzleistungen von größer 18 t/(m²*d) sind unter diesen Voraus-
setzungen auch bei erniedrigten Schmelztemperaturen von 1300-1350 °C theoretisch 
denkbar.  
 
Eine weitere Lösung, zur Erzeugung von Schergradienten in der Schmelze ohne die 
Strömung stark zu beeinflussen, ist theoretisch in der lokalen Beeinflussung der 
Strömung zum Beispiel durch Schallwellen denkbar. Nach Angaben von Berg [30, S. 
15-16 Abb.1-1, Seite 49 Abb. 2-4, S. 67-69] kann theoretisch die Restquarzlösezeit 
durch eine Schallbehandlung um 40 % verringert werden. Die Frage der Einbringung 
des Schalls wäre nach Arbeiten von Berg durch das sogenannte Knallgasbubbling 
möglich. Praktisch konnte Berg keinen deutlichen Nachweis für die Beeinfluss-
barkeit der Restquarzlösung durch eine Schallbehandlung im Labor erbringen. In 
diesem Zusammenhang sind beim Einsatz von Bubbling zur Schall-erzeugung 
wieder die Verweilzeit und die Wirkung auf die Restquarzlösung zu bewerten. Bei 
einem moderaten (richtig platzierten) Einsatz von Bubbling kann anhand der 
Untersuchungen zum Segmented-Dünnschichtschmelzer geschlussfolgert werden, 
dass die minimale Verweilzeit um etwa 10 % verringert wird.  
Eine andere Möglichkeit zur Einbringung von „Schall“ ist nach Angaben von 
Hoffmann durch eine elektromagnetische Strömungsbeeinflussung der Schmelze 
möglich, siehe Seite 13 elektromechanisches Rühren von Glasschmelzen. Ob diese 
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Technologie für die praktische Anwendung sinnvoll genutzt werden kann, muss in 
Zukunft mit bewertet werden. 
Anhand der Technologien zur Restquarzlösezone können die Standardglas-
schmelzwanne ohne Gemengebedeckung und der Micro-Mix-Melter als sinnvolle 
Technologien für die Restquarzlösezone ausgewählt werden. Hingegen sind die 
Standardglasschmelzwanne mit Gemengebedeckung und der Submerged-
Combustion-Melter als Technologien für die Restquarzlösezone kritisch einzustufen. 
Die Trennung der Abschmelzzone von der Restquarzlösezone ist beim Submerged-
Combustion-Melter anhand der Verbindung der Bewertungsprinzipien 4 und 5 in 
Zukunft zu bewerten.  
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Kapitel 6 
Theoretischer Ausblick auf mögliche Schmelztechnologien in 
der Zukunft 
In Tabelle 9 werden noch einmal alle Technologien jeder Zone der einzelnen 
Glasschmelzöfen nach Kapitel 2 zusammenfassend dargestellt. Anhand von    
Tabelle 9 wird ersichtlich, dass keine der Glasschmelzofentechnologien aus Kapitel 2 
in der Abschmelzzone oder Läuterzone gleichzeitig geeignete Technologien zur 
Intensivierung der Glasschmelzprozesse einsetzen.  
 
Die Entwicklung einer zukünftig neuen Glasschmelzofentechnologie scheint 
deswegen nach den Ausführungen in den Kapiteln 3, 4 und 5 möglich zu sein, wenn 
die richtigen Technologien miteinander im Bezug auf eine hohe Schmelzleistung 
und/ oder eine niedrige Schmelztemperatur verknüpft werden. Zur Bewertung einer 
solchen neuen Ofentechnologie ist es in Zukunft notwendig, dass die genannten und 
weitere Technologien für die jeweiligen Prozessabschnitte eingehender auf das 
Temperaturverhalten und die sich daraus ergebende spezifische Schmelzleistung 
bewertet werden. Die dafür notwendigen Untersuchungen sind im Hinblick auf die 
Kosten der Forschung nur im Labormaßstab, kleineren Pilotöfen für einzelne Zonen 
und mit Hilfe der numerischen Modellierung sinnvoll durchführbar, wobei eine 
Verbesserung der numerischen Modelle notwendig ist. 
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Tab. 9: Auflistung der verschiedenen Schmelztechnologien (rot gefärbte 
Technologien sind als kritisch einzuschätzen, grün gefärbte Technologien sind als 
positiv einzuschätzen) 
Technologie Abschmelzzone Restquarzlösezone Läuterzone 
Standard-
technologie nach 
Siemens 
Gemenge auf 
Schmelze / 
Abschmelzen durch 
Konvektionswalzen 
Standardwanne mit 
Konvektionswalzen 
zum Abschmelzen 
des Gemenges 
Läuterwall mit 
vertiefter 
Läuterzone 
Submerged-
Combustion-
Melter 
 
Tauchbrenner 
Tauchbrenner aber 
Restquarzlösezone 
und Abschmelzzone 
in einer Zone 
 
Läuterbank 
„Ramar“-Melter Macro-Mix-Melter Micro-Mix-Melter Zentrifugalbe- 
schleuniger 
„P-10“-Melter schiefe Ebene Standardwanne mit 
Tauchbrennern 
Vakuumläuter-
zone 
 
Segmented-
Melter nach 
Beerkens 
 
 
Tauchbrenner 
 
 
Rührer / Micro-Mix-
Melter / Bubbling 
Vakuumläuter-
zone oder Läuter-
bank bei höheren 
Temperaturen von 
1500-1600 °C 
Segmented-
Dünnschicht-
schmelzer 
 
schiefe Ebene 
 
Standardwanne 
 
kostenoptimierte 
Läuterbank 
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Zur Bewertung von neuen und alten Ofentechnologien sind insbesondere folgende 
Aspekte in der Zukunft zu beachten. 
a) spezifische Schmelzleistung / Aufbaukosten 
b) Energiekosten zur Herstellung des Glases (Wandverluste, maximal 
notwendige Schmelztemperatur) 
c) Korrosionsneigung 
d) Verdampfungsneigung 
e) Beeinflussung der Schmelze in jeden Prozessbereich (gelöste Gasmenge, 
Verdampfung) 
f) Automatisierbarkeit des Prozesses / Prozesssteuerbarkeit / Glasstands-
regelung 
g) Homogenität und Qualität des Glases 
h) zu erwartende Lebensdauer einzelner Schmelztechnologien 
i) Prozessstabilität bei variablen Durchsätzen 
 
Für die zukünftige Bewertung von Technologien ist es notwendig, dass zuallererst 
die Läuterzone z.B. als optimierte Vakuumläuterbank näher bewertet wird, da an 
dieser Stelle die Frage zur minimal möglichen Läutertemperatur als erster Ansatz 
beantwortet werden kann.  
Im gleichen Zusammenhang kann nach den Ausführungen im Abschnitt 5.4 nicht mit 
Sicherheit gesagt werden, welche Technologien in der Restquarzlösezone in Zukunft 
verwendet werden sollen. Mögliche neue Technologien sind in Zukunft im Hinblick 
auf die Grundlagen und des Bewertungsprinzips 5 zu untersuchen. Aus Sicht des 
Autors macht es als einen ersten theoretischen Gedankenansatz Sinn die Restquarz-
lösezone ohne Rührer oder Tauchbrenner auszuführen. Weitere Möglichkeiten zur 
Intensivierung der Restquarzlösung könnten in der Verwendung eines Rührers wie 
im „Ramar“-Melter oder der Schallbehandlung, siehe Kapitel 2, Seite 13 der 
Glasschmelze gesehen werden. Der Einsatz eines Submerged-Combustion-Melter 
innerhalb der Restquarzlösezone wurde zwar im Rahmen dieser Arbeit kritisch 
bewertet, sollte aber in der Zukunft eingehender mit Hilfe von experimentellen und 
mathematischen Modellierungen geprüft werden. Auch die Möglichkeiten der 
Änderung der Korngrößenverteilung der Rohstoffe auf die Funktionalität der 
Restquarzlösezone muss in Zukunft beachtet werden. Weiterhin ist die im Kapitel 5.4 
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zwar als kritisch gesehene Möglichkeit der Zusammenschaltung von Abschmelzzone 
und Restquarzlösezone in zukünftigen Untersuchungen mit zu berücksichtigen.    
Das Ziel zukünftiger Entwicklungen muss es schlussfolgernd sein, einen Pool an 
Informationen über die spezifische Schmelzleistung und der Kosten für die 
Restquarz- und Läuterzone als Funktion der Schmelztemperatur für verschiedene 
Technologien zu erarbeiten.  
Wird ein solcher Pool von Informationen anhand von Modellierungen, 
Laborexperimenten und Erfahrungswerten erstellt, dann können erste Aussagen 
darüber getroffen werden, ob es sich weiter lohnt auf dem Weg des Segmented-
Melting fortzufahren.  
 
Sollte sich anhand einer solchen Bewertung herausstellen, dass beispielsweise 
deutlich verringerte maximale Temperaturen von 50-100 K und/ oder deutlich höhere 
spezifische Schmelzleistungen in den zwei Zonen möglich sind, dann müssten 
beispielsweise als nächste Schritte die Verfahren des Macro-Mix-Melter und 
Submerged-Combustion-Melter oder andere Technologien zum Einschmelzen des 
Gemenges in der Abschmelzzone als Funktion der Temperatur, der spezifischen 
Schmelzleistung und der Kosten bewertet werden. Der Einfluss von Rohstoff-
veränderungen oder einer Gemengevorbehandlung auf den wirtschaftlichen Betrieb 
der Abschmelzzone (beispielsweise durch eine Granulierung oder Kompaktierung 
des Gemenges) sollte dabei mit beachtet werden. Aus kritischer Sicht sollte der 
Macro-Mix-Melter aufgrund seiner Energieversorgung durch elektrische Energie 
höhere Produktionskosten aufweisen [69, Grafik_Tab_29_1 und Grafik_Tab_29a]. 
Aus diesem Grund könnte auch über die Zusammenschaltung eines Submerged-
Combustion-Melter mit einem Macro-Mix-Melter nachgedacht werden.  
Werden in Zukunft die Punkte a)-i) verschiedener Schmelztechnologien und noch 
andere mögliche Punkte zur Bewertung von Ofentechnologien mit den entwickelten 
Pool an Informationen zusammengefasst, dann ist der Bau einer neuen, verbesserten 
Schmelztechnologie im Rahmen einer Pilotanlage wirtschaftlich vertretbar und sollte 
realisiert werden. 
Anhand einer solchen Pilotanlage sollten numerische Modelle zur kostengünstigen 
Überführung der neuen Glasschmelzofentechnologie auf höhere Schmelzleistungen 
mit getestet werden. 
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Für die zukünftigen Aufgaben zur Bewertung all dieser Möglichkeiten und Chancen 
ist die Zusammenarbeit von verschiedenen Partnern notwendig. Im Hinblick darauf, 
dass keine Institution und Firma alleine in der Lage sein wird, so eine Aufgabe zu 
bewältigen, kann nur eine zukünftige Zusammenarbeit von mehreren Fachleuten für 
numerische Modellierung, des Ofenbaus, der Glasherstellung, der thermodyna-
mischen Bewertung etc. Erfolg versprechen.  
Anhand der dargestellten Abhängigkeiten und notwendigen Betrachtungen zu den 
einzelnen drei Zonen und der Bewertung von verschiedenen Glasschmelzofen-
technologien kann geschlussfolgert werden, dass eine weitere Intensivierung des 
Glasschmelzprozesses aus theoretischer Sicht denkbar ist. 
 
Werden die Erkenntnisse aus den Kapiteln 3, 4 und 5 zusammengefasst, dann können 
für die Abschmelzzone der Macro-Mix-Melter oder der Submerged-Combustion-
Melter, für die Restquarzlösezone eine Standardwanne und für die Läuterzone eine 
Vakuum-Läuterbank als erster Vorschlag für einen aus theoretischer Sicht sinnvollen 
Segmented-Melter angesetzt werden. 
Es ergeben sich anhand der genannten Technologien beispielsweise zwei theoretisch 
neue und optimierte Segmented-Melter, die in den Abbildungen 39 und 40 
dargestellt werden. Die möglichen spezifischen Schmelzleistungen und die 
zugehörigen Schmelztemperaturen werden für jede Zone in den Abbildungen 39 und 
40  angegeben. 
Im Glasschmelzofen nach Abbildung 40 wird davon ausgegangen, dass die 
Läuterzone und Restquarzlösezone in einer Zone ausgeführt wird und die Entgasung 
der Schmelze und Entfernung von Blasen während der Restquarzlösung erfolgt. 
Němec geht davon aus, dass diese Betrachtung in Standardglasschmelzöfen 
angenommen werden kann, da die Blasen, die während der Restquarzlösung 
entstehen, gegenüber Blasen aus dem Gemenge vergleichsweise schnell entfernt 
werden [94, S. 1]. Der Autor dieser Arbeit geht bei der Betrachtung nach Ab- 
bildung 40 davon aus, dass im Bereich der Verteilerwanne und Vorherden mit 
Speisern der Prozess des Abstehens intensiver in Zukunft untersucht wird. Sollte 
innerhalb der Läuterzone mit Restquarzlösezone ein Großteil der gelösten Gase 
entfernt werden, dann wird das Auflösen von Blasen während der Phase des 
Abstehens intensiviert. Kritisch kann beim Segmented-Melter nach Abbildung 40 die 
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Homogenität der Glasschmelze sein, die in Zukunft bei möglichen neuen 
Glasschmelzofentechnologien mit bewertet werden sollte. 
 
 
 
 
 
Abb. 39: Segmented-Melter Typ 1 mit Läuterzone (SCM…Submerged-Combustion-
Melter) 
 
 
 
 
 
 
ASZ: 
Macro-Mix-Melter 
oder SCM oder 
SCM+Macro-Mix-
Melter, 1275-     
1350 °C, 20-  
43 t/(m²*d) 
LZ: 
Vakuumläuterbank, 
1300-1350 °C,  
16-50 t/(m²*d), 
Blasenwachstumsge-
schwindigkeit   
10*10-7 m/s 
RQLZ: 
Standardwanne,  
Tiefe 1-1,5 m, mit Elek-
troden zur Beheizung, 
1290-1350 °C mit 11,7- 
15,6 t/(m²*d) 
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Abb. 40: Segmented-Melter Typ 2 ohne Läuterzone (SCM…Submerged-
Combustion-Melter) 
 
Die Tabelle 10 gibt einen Überblick über die möglichen spezifischen 
Schmelzleistungen und Schmelztemperaturen der zwei genannten Segmented-Melter. 
 
Tab. 10: Vergleich der notwendigen Schmelztemperaturen und spezifischen 
Schmelzleistungen der beiden Segmented-Melter nach den Abbildungen 39 und 40 
 
Segmented-Melter 
notwendige 
Schmelztemperaturen 
[°C] 
 
spez. Schmelzleistung 
[t/(m²*d)] 
Typ 1 nach Abbildung 39 1300-1350 5-9 
Typ 2 nach Abbildung 40 1300-1350 7-11 
 
 
 
 
 
ASZ: 
Macro-Mix-Melter 
oder SCM oder 
SCM+Macro-Mix-
Melter, 1275- 
1350 °C, 20- 
43 t/(m²*d) 
 
RQLZ und LZ: 
Standardwanne 0,4-1 m Tiefe mit Elektroden zur 
Beheizung und Anlegen eines Vakuums zur 
Entgasung der Schmelze  
1300-1350 °C mit 11,7-15,6 t/(m²*d) (wahrschein-
lich niedriger, da geringere Schmelzbadtiefe) 
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Im Hinblick auf weitere Bewertungskriterien kann folgendes prinzipiell gesagt 
werden:  
1.) Die Feuerfestkorrosion sollte in den zwei genannten Segmented-Melter mit 
Ausnahme des Metalltropfenbohrens ein geringeres Problem darstellen. Die 
Schmelztemperaturen im Bereich der Dreiphasengrenzfläche werden 
mindestens 100 K niedriger liegen. Im Bereich des Durchlasses kann mit 
niedrigeren Schmelztemperaturen von 50 K gerechnet werden. Beide 
Angaben zeigen, dass die Lebensdauer der Anlage ansteigt oder aber die 
Verwendung von kostengünstigerem Feuerfestmaterial ermöglicht wird, das 
für niedrigere Temperaturen gut beständig ist [2, S. 71 Fig. 4.13]. Bei einer 
guten Konstruktion des Bodens sollte die Thematik der Korrosion weniger 
ein Problem in Zukunft darstellen. Die Qualität der Glasprodukte wird 
entsprechend verbessert werden, da die Problematik der Schlieren aus dem 
Feuerfestmaterial [34, S. 331-333] verringert wird. 
2.) Die Glasstandsregelung ist in Zukunft zu bewerten, wobei bei einer 
hydraulischen Verbindung aller Zonen diese ein geringeres Problem 
darstellen sollte.  
3.) Die  Verstaubung bei der Verwendung eines Submerged-Combustion-Melter 
ist in Zukunft zu bewerten.   
4.) Die Homogenisierung kann bei den beiden genannten Segmented-Meltern ein 
Problem darstellen. Hier sind in Zukunft optimierte Rührtechnologien im 
Bereich der Vorherde in die Bewertung mit zu integrieren.  
 
Anhand der Abbildungen 39 und 40 und der zugehörigen Kenndaten in Tabelle 10 
wird ersichtlich, dass die sinnvolle Anordnung von geeigneten Technologien ein 
Optimierungspotenzial hinsichtlich der Schmelztemperaturen und der spezifischen 
Schmelzleistungen aufweist.  
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Kapitel 7  
Zusammenfassung  
Das Ziel dieser Arbeit ist die Definition neuer und die Bewertung im Bezug zur 
Literatur alter Bewertungsprinzipien von Glasschmelztechnologien.    
 
Bei der Diskussion alter theoretischer Zusammenhänge in der Literatur wurden die 
Ansätze der „Intensivierung der Läuterung in der Läuterzone durch verringerte 
Aufstiegswege infolge einer herabgesetzten Läutertiefe“  und „die qualitative 
Bewertungsmöglichkeit des Einflusses von Läutertechnologien auf die Läuter-
temperatur auf der Basis der Viskosität der Glasschmelze“ bewertet.  
 
Der Ansatz der Intensivierung der Läuterung in der Läuterzone durch verringerte 
Aufstiegswege infolge einer herabgesetzten Läutertiefe geht davon aus, dass 
verringerte Glasbadtiefen in der Läuterzone auf der Grundlage des Stoke’schen 
Gesetzes zur Berechnung der Blasenaufstiegsgeschwindigkeit bei ansonsten gleichen 
Abmessungen der Läuterzone (Breite und Länge), unter isothermen Bedingungen 
und unter der Annahme konstanter Blasenwachstumsgeschwindigkeiten eine Verbes-
serung der Läuterung bewirken, da die Blasen einen kürzeren Aufstiegsweg bis zur 
Oberfläche haben.   
 
Innerhalb dieser Arbeit wird der Ansatz der Intensivierung der Läuterung in der 
Läuterzone durch verringerte Aufstiegswege infolge einer herabgesetzten Läutertiefe 
abgelehnt, da gilt: 
„Die Verringerung der Schmelzbadtiefe in der Läuterzone bewirkt zwar eine 
Verringerung der Läuterzeit, aber gleichzeitig wird die Verweilzeit der 
Schmelze in der Läuterzone durch die herabgesetzte Schmelzbadtiefe in der 
Läuterzone verringert.“  
 
Die Ablehnung des Ansatzes der Intensivierung der Läuterung in der Läuterzone 
durch verringerte Aufstiegswege infolge einer herabgesetzten Läutertiefe bezieht 
sich auf rein strömungsmechanische Aspekte. Andere Zusammenhänge wie der 
positiven Beeinflussung des Temperaturverlaufs über die Höhe der Schmelze oder 
der positive Einfluss des verringerten Schmelzdruckes auf die Blasenwachstums-
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geschwindigkeit durch eine verringerte Glasschmelztiefe werden nicht in Frage 
gestellt.  
 
Der Ansatz der qualitativen Bewertungsmöglichkeit des Einflusses von 
Läutertechnologien auf die Läutertemperatur auf der Basis der Viskosität der 
Glasschmelze geht davon aus, dass Auswirkungen von Läutertechnologien auf die 
Läutertemperatur nur anhand des Stoken’schen Gesetzes nach Gleichung 3.4 auf 
Seite 40 zur Berechnung der Blasenaufstiegsgeschwindigkeit bewertet werden 
können. Anhand der in dieser Arbeit dargestellten Betrachtung muss dem Ansatz der 
qualitativen Bewertungsmöglichkeit des Einflusses von Läutertechnologien auf die 
Läutertemperatur auf der Basis der Viskosität der Glasschmelze widersprochen 
werden, da gilt: 
„Die theoretische Bewertung der Auswirkung von Läutermaßnahmen auf die 
Läutertemperatur auf der Basis der Viskosität der Glasschmelze ist nicht 
ausreichend. Der Einfluss der Blasenwachstumsgeschwindigkeit und der 
Verweilzeitverteilung als Funktion der Temperatur und der vorhanden Drücke 
sind bei der Betrachtung von Läutertechnologien zu beachten.“ 
 
Die Anwendung dieser beiden Ablehnungen gegenüber den genannten Ansätzen zur 
Bewertung von Glasschmelzöfen zeigt: 
1. Die Bewertung der Auswirkung von Läutertechnologien auf die 
Läutertemperatur auf der Basis des Stoke’schen Gesetzes können im Bezug 
zur Standardtechnologie zu deutlich überbewerteten Temperaturdifferenzen 
zwischen der theoretisch ermittelten Läutertemperatur der neuen 
Läutertechnologie und der zu vergleichenden Läutertemperatur der 
Standardtechnologie führen. Fehlinterpretationen der Auswirkung von 
Läutertechnologien auf die Läutertemperatur im Bezug zur Standard-
technologie können die Folge sein. 
2. Die Ursache der gegebenen oder zu erwartenden positiven Eigenschaften 
einer bestimmten Läutertechnologie oder der technischen Begrenzung von 
Glasschmelzhöhen kann nicht in verringerten bzw. zu hohen Aufstiegswegen 
gesucht werden.  
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Als neue theoretische Zusammenhänge ergeben sich für die Abschmelzzone und 
Läuterzone folgende zwei Bewertungsprinzipien. 
 
„Der wirtschaftliche Betrieb der Abschmelzzone oder des Prozessschritts der 
Erwärmung des Gemenges im Glasschmelzofen muss einerseits den 
Wärmetransport an das Gemenge und andererseits den Abtransport der 
entstehenden Schmelze / Erstschmelze mit Restquarz intensivieren.“    
 
„Im Bezug auf die steigenden Energiekosten und den durchgeführten 
Optimierungsrechnungen zur Läuterbank in den Arbeiten zum Segmented-
Dünnschichtschmelzer lässt sich die Schlussfolgerung ziehen, dass niedrige 
Blasenwachstumsgeschwindigkeiten von etwa 4-12*10-7 m/s für eine kosten-
optimierte Läuterung zur Blasenentfernung bei Massengläsern ausreichend 
sind. Sehr viel höhere Blasenwachstumsgeschwindigkeiten von 5*10-6-10-5 m/s 
sind aus Sicht der Kosten zu hoch.“ 
 
Der theoretische Zusammenhang zur Bewertung von Schmelztechnologien in der 
Abschmelzzone von Glasschmelzöfen ergab sich anhand der numerischen 
Modellierung zur Abschmelzzone des Segmented-Dünnschichtschmelzers, bei denen 
gezeigt wurde, dass: 
1. mit steigender spezifischer Schmelzleistung der Abschmelzzone des 
Segmented-Dünnschichtschmelzers die Temperatur der abfließenden 
Schmelze steigt und 
2. dass die Temperatur der abfließenden Schmelze erniedrigt wird, wenn der 
Abtransport der neu entstandenen Schmelze am Gemengehaufen intensiviert 
wird.  
  
Die Schlussfolgerung für Schmelztechnologien in der Abschmelzzone von 
Glasschmelzöfen ist, dass nicht nur der Wärmetransport an das Gemenge, sondern 
auch der Abtransport der entstehenden Schmelze intensiviert werden muss, wenn 
hohe spezifische Schmelzleistungen bei relativ niedrigen Schmelztemperaturen 
erreicht werden sollen.  
Wird dieser theoretische Zusammenhang beispielhaft auf die in dieser Arbeit 
bewerteten Schmelztechnologien des Standardglasschmelzofens nach Siemens, des 
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Submerged-Combustion-Melter, des „Ramar“-Melter, des „P-10“-Melter, des 
Segmented-Melter nach Beerkens und des Segmented-Dünnschichtschmelzers 
angewandt, dann ergibt sich qualitativ, dass die Abschmelzzone des Submerged-
Combustion-Melter und des „Ramar“-Melter als sinnvolle Technologien für die 
Abschmelzzone eines Glasschmelzofens zu bewerten sind. Beim Vergleich der 
möglichen spezifischen Schmelzleistungen und der dafür notwendigen Schmelz-
temperaturen ergibt sich anhand von Literaturdaten und im Anhang ASZ 
dargestellter experimenteller und numerischer Untersuchungen das gleiche Bild der 
positiven Bewertung des Submerge-Combustion-Melter und des „Ramar“-Melter als 
sinnvolle Abschmelzzone für einen Glasschmelzofen. Es ist weiterhin denkbar, dass 
beide Technologien in Kombination verwendet werden können.  
Die Kenndaten, die anhand der Literaturrecherche für die beiden Technologien ge-
funden wurden, sind, dass mit einer spezifischen Schmelzleistung von 20-43 t/(m²*d) 
im Schmelztemperaturbereich von 1275 - 1350 °C für Massengläser (Behälterglas, 
Flachglas) gerechnet werden kann. 
 
Der zweite neue theoretische Zusammenhang zur Bewertung von 
Schmelztechnologien in der Läuterzone von Glasschmelzöfen ergab sich anhand 
numerischer Simulationen zur Läuterzone des Segmented-Dünnschichtschmelzers. 
Diese numerischen Simulationen hatten das Ziel eine Konstruktion einer Läuterbank 
ohne Konvektionsströmungen mit minimalen Kosten zum Aufbau der Läuterzone 
und zum Betrieb der Läuterzone (Wandverluste, Kosten zur Erhöhung der 
Schmelztemperatur) zu finden. Bei der numerischen Simulation zur Bewertung der 
Konstruktion einer Läuterzone mit minimalen Kosten wurden: 
-  der Aufstieg der Blasen mit Hilfe des Stoken’schen Gesetzes, 
-  das Wachstums der Blasen als Funktion der Temperatur anhand von 
experimentellen Daten, 
-  die Wandverluste anhand von Zusammenhängen der Wärmetechnik und  
Literaturdaten, 
-  der Temperaturgradient über die Schmelzbadhöhe anhand der Wandverluste 
über den Boden und der Wärmeleitfähigkeit der Schmelze, 
-  die Strömung der Schmelze auf der Läuterbank anhand der Navier-Stokes 
Gleichung unter der Annahme, dass die Konvektion vernachlässigt werden 
kann, berücksichtigt. 
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Der Einfluss des Schmelzdrucks auf die Blasenwachstumsgeschwindigkeit wurde 
anhand von Literaturdaten und abschätzender numerischer Modellierungen als 
zusätzliche Kostengröße berücksichtigt. 
 
Die Ergebnisse der numerischen Simulationen stellen auf der einen Seite einen 
theoretischen Spezialfall dar, da zwar in einem Segmented-Dünnschichtschmelzer 
die natürliche Konvektion durch horizontale Temperaturgradienten in der Läuterzone 
im Gegensatz zur Standardtechnologie erniedrigt, aber nicht verschwinden werden. 
Auf der anderen Seite stellen die theoretischen Ergebnisse eine Größenordnung dar, 
in welchem Temperaturbereich die Glasschmelztemperaturen von Massengläsern in 
der Läuterzone zur Erzielung geringer Kosten liegen sollten. Es kann anhand der 
notwendigen Blasenwachstumsgeschwindigkeiten von 4-12*10-7 m/s geschluss-
folgert werden, dass zur Erzielung einer hohen spezifischen Schmelzleistung bei 
minimalen Kosten die Läutertemperaturen von Massengläsern nicht auf über       
1500 °C erhöht werden müssen. Es ist weiterhin schlussfolgernd denkbar, dass durch 
die Verwendung von Spezialglastechnologien, wie der Vakuumläuterung, die 
Läutertemperaturen gegenüber der Standardglasschmelztechnologie um 100 K 
gesenkt werden können. Für zukünftige Untersuchungen der Läuterzone bietet sich 
beispielweise die Bewertung einer aus der Sicht der Kosten optimierten 
Vakuumläuterbank an. 
 
 
Bei der Betrachtung der Vorgänge in der Restquarzlösezone wird folgendes 
Bewertungsprinzip angegeben, dass zwar in der chemischen Verfahrenstechnik 
bekannt ist, aber in der Literatur zu Glasschmelztechnologien zur Verbesserung der 
Restquarzlösung unbeachtet bleibt. 
 
„Neue Technologien, die die Intensivierung der Restquarzlösung fördern, 
müssen im Hinblick auf die Auswirkung der neuen Technologie auf das 
Verweilzeitverhalten der Schmelze in der Restquarzlösezone untersucht werden. 
Die Ermittlung von Kennwerten nur anhand von Labordaten kann zu falschen 
Schlussfolgerungen führen.“ 
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Die Hervorhebung dieses theoretischen Zusammenhangs erfolgt in dieser Arbeit, da 
bei der Bewertung von neuen Schmelztechnologien zur Intensivierung der 
Restquarzlösung in der Literatur nur auf die Prozesse der Erhöhung der 
Schmelztemperatur, der Intensivierung der Strömungsgradienten und der chemischen 
Zusammensetzung des Glases zur Intensivierung der Restquarzlösung eingegangen 
wird. Insbesondere der Aspekt der Erhöhung von Strömungsgradienten zur 
Intensivierung der Restquarzlösung z.B. beim Submerge-Combustion-Melter oder 
beim „Ramar“-Melter wird in Zukunft Einfluss auf die Entwicklung von neuen 
Schmelztechnologien haben. Daraus schlussfolgernd wäre es nur bei der Diskussion 
dieses Zusammenhangs für die Funktion der Restquarzlösezone von Vorteil, wenn 
die Strömungsgradienten in der Restquarzlösezone erhöht werden. Diese 
Schlussfolgerung kann aber zu Fehlinterpretationen führen, da es innerhalb der 
chemischen Verfahrenstechnik bekannt ist, dass jeder Reaktor sein bestimmtes 
Verweilzeitverhalten mit einer bestimmten minimalen Verweilzeit aufweist. Dieses 
Verweilzeitverhalten des Reaktors wird von der verwendeten Schmelztechnologie 
deutlich beeinflusst. Das heißt, theoretische Schlussfolgerungen anhand von Labor-
ergebnissen im Tiegel, die keinen durchströmten Reaktor bewerten, sind nicht 
ausreichend. Es müssen zusätzlich, mindestens numerische Simulationen zum 
Verhalten des durschströmten Reaktors (in diesem Fall die Restquarzlösezone) als 
Funktion der angewandten Technologie durchgeführt werden, damit eine qualitative 
Bewertung ermöglicht wird.  
 
Mit Hilfe der genannten Definitionen neuer und der Bewertungen oder 
Hervorhebung im Bezug zur Literatur alter theoretischer Zusammenhänge zur 
qualitativen Bewertung von Glasschmelztechnologien wurden die Technologien des 
Submerged-Combustion-Melter, des „Ramar“-Melter, des „P-10“-Melter, des 
Segmented-Melter nach Beerkens, des Segmented-Dünnschichtschmelzers und der 
Standardtechnologie bewertet. Die Bewertung erfolgte auf der Grundlage, dass in 
jedem Glasschmelzofen eine Abschmelzzone, Restquarzlösezone und Läuterzone 
existiert. 
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Die Ergebnisse zeigen neben den schon genannten positiven Technologien für die 
Abschmelzzone („Ramar“-Melter oder Submerge-Combustion-Melter) und die 
Läuterzone (Vakuumläuterbank): 
- dass der Submerged-Combustion-Melter für die Verwendung in der 
Restquarzlösezone kritisch zu sehen ist.  
- dass die Zusammenlegung der Abschmelz- und der Restquarzlösezone in 
einer Zone genauer geprüft werden muss. Auf der einen Seite sind hohe 
Strömungsgeschwindigkeiten und Strömungsgradienten in der Ab-
schmelzzone notwendig. Auf der anderen Seite ist der Einfluss der 
Technologie auf die minimale Verweilzeit in der Restquarzlösezone zu 
beachten. Im Rahmen der Arbeit wird deshalb eine Trennung beider 
Prozesse und Zonen insbesondere beim Submerged-Combustion-Melter 
diskutiert.  
- dass auf der einen Seite die bewerteten Glasschmelzöfen für die 
verschiedenen Zonen gute Schmelztechnologien einsetzen. Aber auf der 
anderen Seite werden in den gleichen Glasschmelzöfen in einer anderen 
Zone Schmelztechnologien verwendet, die durch bessere Schmelz-
technologien ersetzt werden könnten. Die Folge kann sein, dass die 
spezifische Schmelzleistung des Gesamtofens nicht hoch genug ist oder 
aber die Schmelztemperaturen nicht weiter herabgesetzt werden können.  
 
Werden die anhand der betrachteten Glasschmelzöfen positiven Schmelztechno-
logien in jeder Zone theoretisch miteinander verschaltet, dann ergeben sich zum 
Beispiel zwei neue Glasschmelzöfen, siehe Seite 129 ff.. Diese beiden neuen 
Glasschmelzöfen könnten eine spezifische Schmelzleistung von theoretisch mind. 5 
bzw. 7 t/(m²*d) aufweisen, wobei die Schmelztemperaturen theoretisch bei maximal 
1300-1350 °C liegen sollten. Im Vergleich zum Stand der Technik des Glas-
schmelzofens nach Friedrich Siemens mit spezifischen Schmelzleistungen und 
notwendigen Schmelztemperaturen von größenordnungsmäßig 3,5 t/(m²*d) und  
1420 °C zeigen die theoretischen Betrachtungen, dass weitere Untersuchungen zum 
Ansatz des Segmented-Melting zu befürworten sind.  
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Anhang ASZ Arbeiten zur Abschmelzzone des Segmented-
Dünnschichtschmelzers 
Im Rahmen der Arbeiten zum Segmented-Dünnschichtschmelzer wurde das 
Abschmelzen des Gemenges auf einer schiefen Ebene, siehe Abbildung  8, Seite 30 
der Hauptarbeit, mit Hilfe von experimentellen und numerischen Untersuchungen 
bewertet. Im Vordergrund stand die Beantwortung der Frage, ob ein 
diskontinuerliches Einlegen von Gemenge in dünnen Schichten oder ein 
kontinuierliche Einlegen des Gemenges in dicken Schichten von Vorteil für die 
spezifische Schmelzleistung der Abschmelzzone ist. Im Rahmen dieser Arbeit steht 
die Beantwortung dieser Fragestellung nicht im Vordergrund. Es wird aber bei der 
Darstellung der durchgeführten Arbeiten zum Segmented-Dünnschichtschmelzer, 
insbesondere bei der numerischen Auswertung, davon ausgegangen, dass die 
ursprüngliche Fragestellung im Vordergrund stehen würde.  
 
ASZ 1 Experimentelle Untersuchung der Abschmelzleistung 
Versuchsdurchführung 
Die experimentellen Untersuchungen wurden an einem Muffelofen durchgeführt, der 
mit einem Anstellwinkel variabel von 10-25° eingestellt werden konnte.  
Der Muffelofen wurde mit Zweiphasen-Wechselstrom mit Hilfe eines 
Transformators gespeist.  
 
Die technisch relevanten Daten des Muffelofens und des Transformators betragen: 
 
Transformator: -    Eingangspannung pro Phase 230 V 
- maximale Stromstärke 16 A 
- maximale Ausgangsstromstärke 50 A 
- Ein-/ Ausregler 
                
Muffelofen:      -     9 SiC Heizstäbe Typ Starbar DB 480*180*8/14 [1] 
- jeweils drei parallel geschaltete Heizstabpakete, die zusammen in 
Reihe geschalten sind 
- maximal mögliche Ofentemperatur (geschätzt 1500 °C) 
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Mit Hilfe des verwendeten Transformators kann eine automatische Konstantregelung 
der Temperatur nicht erfolgen. Ursache dafür ist der eingebaute Ein-/ Ausregler. Der 
Regler funktioniert dabei in der Art, dass die Ofentemperatur bis auf den geforderten 
Sollwert eingestellt und dann die Leistung abgeschaltet wird. Sobald nach der 
Abschaltung die Ist-Temperatur 10 K unter der geforderten Soll-Temperatur 
abgefallen ist, schaltet der Regler die Leistung wieder automatisch ein. Die dabei 
eingespeiste Leistung wird manuell vorgegeben. Theoretisch wäre eine quasi-
konstant Regelung mit dem Transformator möglich. Praktisch konnte dies hingegen 
durch auftretende Stromstärkespitzen beim Einschalten und den damit verbundenen 
Ausfall der Überstromschutzeinrichtung nicht realisiert werden. Der Betrieb des 
Transformators wurde während der Untersuchungen aus diesem Grund manuell 
durchgeführt. Unter manuellen Betrieb wird verstanden, dass eine konstante Leistung 
eingestellt wurde und die eingestellte Soll-Temperatur immer oberhalb der maximal 
möglichen Ist-Temperatur liegt. Die Vermeidung von Stromstärkespitzen und ein 
kontinuierlicher Betrieb konnten dadurch gewährleistet werden. 
 
Die Einlage des Gemenges erfolgte mit Gemengeschaufeln, die ein zylinderförmiges 
Becken mit den Abmaßen von 80 mm*30 mm*15 mm (l*b*h) aufwiesen. Der 
Ablauf der Einlage des Gemenges ist in den Abbildungen ASZ 1, ASZ 2 und ASZ 3  
dargestellt. 
 
Innerhalb des Schmelzofens befand sich eine Schmelzrinne aus C799 (99,7-% Al2O3). 
Auf dieser wurde das eingelegte Gemenge aufgelegt. Über der Schmelzrinne 
befanden sich SiC-Heizstäbe zur Erwärmung des Gemenges von oben. Die 
Abbildung ASZ 4 zeigt die konstruktiven Daten der Schmelzrinne. 
 
Die Einlage des Gemenges erfolgte bei eingeschalteter Leistung. Die Möglichkeit 
eines Kontaktes zwischen den Heizstäben und der Gemengeschaufel wurde mit Hilfe 
von Widerstandsmessungen im kalten Zustand ausgeschlossen. 
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Abb. ASZ 1: 1. Schritt der Einlage mit Hilfe der Gemengeschaufeln (Ansetzen der 
Gemengeschaufel am Schauloch des Ofens) 
 
Abb. ASZ 2: 2. Schritt der Einlage mit Hilfe der Gemengeschaufeln 
(Gemengeschaufel wird in den Ofenraum gebracht.) 
 
Abb. ASZ 3: 3. Schritt der Einlage mit Hilfe der Gemengeschaufeln 
(Gemengeschaufel wird im Ofenraum gedreht und dann anschließend 
herausgezogen.) 
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Abb. ASZ 4: Schmelzrinne innerhalb des Muffelofens 
 
Innerhalb des Muffelofens schmilzt das eingelegte Gemenge von oben nach unten ab 
und fließt dann auf der Schmelzrinne in Richtung des Ausgangs des Muffelofens. 
Der Ofen war am Ausgang für die Schmelze mit einer Zusatzheizung ausgerüstet. Es 
handelte sich hierbei um einen SiC-Stab in U-Form. Dieser SiC-Stab hatte eine 
eigene Spannungsquelle, die für die Versuche mit 45 V und 5 A gespeist wurden. 
Die Zusatzleistung an dieser Stelle von etwa 200 W dient zur Deckung der 
Wärmeverluste im hinteren, unteren Bereich des Laborofens und sichert damit ein 
ungehindertes Ausfließen der Glasschmelze. Diese Zusatzleistung im hinteren Teil 
des Muffelofens wird bei den dargestellten Diagrammen und den dabei angegebenen 
Leistungen nicht berücksichtigt.   
 
Die Messung der Temperaturen im Ofen erfolgte mit Hilfe eines Thermoelements 
Typ-S. Eine einmalige Überprüfung des angezeigten Messwertes am Transformator 
erfolgte mit Hilfe eines tragbaren Messgeräts des Typs Ahlborn [2]. Das 
Thermoelement war neben der Schmelzrinne eingebaut und lag im 
Strahlungsschatten der Heizstäbe. Das Thermoelement berührte die Schmelzrinne 
nicht und war etwa 1 cm von der Schmelzrinne entfernt. Die gemessene Temperatur 
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am Thermoelement entspricht damit einer Mischung der Informationen aus der 
Temperatur der Schmelzrinne an der Einlegestelle und des umgebenden 
Feuerfestmaterials der Ofenwand. 
 
Für die Untersuchungen wurde ein industriell verwendetes Flachglasgemenge ohne 
Scherben eingesetzt. 
 
Messung des Einflusses der Ofentemperatur  
Wie auf Seite 156 beschrieben, war die Einstellung einer konstanten Ofentemperatur 
im verwendeten Muffelofen nicht möglich. Für die Bewertung des Einflusses der 
Ofenraumtemperatur auf die Schmelzleistung wurde deswegen eine konstante 
Leistung verwendet. Diese Leistung wurde zwischen vier verschiedenen Werten 
variiert. Es wurden bei der Einlage immer sechs Gemengeschaufeln Gemenge 
eingelegt. Der Anstellwinkel wurde mit 20° festgelegt. Die Messung begann mit der 
maximalen Leistung. 
 
sonstige Angaben 
Die Messung der Leistung am Transformator erfolgte manuell. Die 
Ablesegenauigkeit der Stromstärke und Spannung liegen bei 1 A und 2 V. Daraus 
ergibt sich ein maximaler Fehler bei manueller Ablesung von 10 %. Aus diesem 
Grund sind nachträgliche Einstellungen einer bestimmten Leistung fehlerbehaftet. 
Versuche für eine Versuchsserie wurden deshalb immer am Stück bei gleichen 
Einstellungen der Leistung durchgeführt.  
 
Die Messung der Temperatur ergab während der Versuche einen schwankenden 
oberen und unteren Wert der gemessenen Temperatur. Diese oberen und unteren 
Temperaturwerte verändern sich mit der Zeit durch die Einlage des Gemenges. Die 
Angabe von Mittelwerten der Temperatur sind berechnete Werte anhand der 
messtechnisch aufgenommenen Messwerte der oberen und unteren Temperaturen. 
Die Berechnung des Mittelwerts erfolgt mit Hilfe der numerischen Integration der 
Temperatur über die Zeit und des ersten Mittelwertsatzes der Integralrechnung [3,     
S. 26]. 
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Versuchsergebnisse und Diskussion 
Die Ergebnisse für den Einfluss der zugeführten Leistung auf die Schmelzleistung 
werden in Abbildung ASZ 5 dargestellt. Die Abbildungen ASZ 6 und ASZ 7 geben 
weiterhin die gemessene mittlere Temperatur und den Einfluss der Temperatur auf 
die Schmelzleistung wieder.  
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Abb. ASZ 5: gemessene Schmelzleistung in Abhängigkeit von der zugeführten 
Leistung 
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Abb. ASZ 6: gemessene mittlere Ofentemperatur in Abhängigkeit von der Leistung 
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Abb. ASZ 7: Abhängigkeit der Schmelzleistung von der mittleren Ofentemperatur 
 
Während der Einlage des Gemenges wurde beobachtet, dass kurzzeitig (5 s nach der 
Einlage) einzelne Gemengebestandteile nach oben durch die Luft gewirbelt wurden. 
Nach den 5 s konnten keine Verstaubungen mehr beobachtet werden.  
 
Aus Abbildung ASZ 5 ist zu erkennen, dass mit steigender zugeführter Leistung die 
Menge an abgeschmolzenem Glas ansteigt. Es herrscht eine quasi lineare 
Abhängigkeit zwischen Schmelzleistung und der zugeführten Leistung. Diese lineare 
Abhängigkeit gilt nur für den dargestellten Bereich. Bei niedrigeren Temperaturen 
von kleiner etwa 1150 °C sollte die lineare Abhängigkeit aufhören, da dann ein 
Abschmelzen des Gemenges aufgrund der Viskosität behindert wird und unterhalb 
1000 °C sollte kein Abschmelzen des Gemenges in relevanten Zeiten stattfinden. Die 
Abhängigkeit zwischen der Schmelzleistung und der gemessenen mittleren 
Ofentemperatur nach Abbildung ASZ 7 zeigt, dass die Schmelzleistung mit 
steigender Oberofentemperatur mindestens linear ansteigt.  
 
Die ermittelten Werte für die Abschmelzleistung in der Abschmelzzone beziehen 
sich auf Werte in kg/d. Eine Berechnung auf die notwendigen Werte der 
Schmelzleistung in t/(m²*d) kann mit Hilfe des verwendeten Ofens nicht eindeutig 
erfolgen. Eine Abschätzung des Bereichs der Schmelzleistung kann aber anhand der 
Ergebnisse und der konstruktiven Bedingungen gegeben werden.  
Die Schaufellänge und die Breite der Schmelzrinne ergeben eine minimale Fläche 
von 0,08*0,085=0,0068 m². Das Gemenge kann nach der Einlage im Ofen ein Stück 
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fließen, was aber durch den viskosen Untergrund nicht unbegrenzt möglich ist. 
Beobachtungen während der Versuche und die geometrischen Grundlagen lassen 
vermuten, dass die verwendete Schmelzfläche nicht größer als die doppelte Fläche, 
also 0,0136 m², beträgt65. Tabelle ASZ 1 gibt die mögliche spezifische Schmelz-
leistung für verschiedene Schmelzflächen wieder. 
 
Tab. ASZ 1: spezifische Schmelzleistung in t/(m²*d) und extrapolierte Werte 
Randbedingung des Anstellwinkels, der 
eingelegten Menge an Gemenge pro Einlage-
zyklus und der Laborofentemperatur 
 
0,0068 m² 
 
0,102 m² 
 
0,136 m² 
20°, 6 Schaufeln, 1447 °C 10,3 6,86 5,14 
20°, 6 Schaufeln, 1500 °C 10,7 7.2 5.4 
20°, 6 Schaufeln, 1550 °C 12 8 6 
    
Aus den beispielhaften Ergebnissen wird ersichtlich, dass die gemessene spezifische 
Schmelzleistung für die Versuche in einem Bereich von 5-7 t/(m²*d) liegen sollte. 
Die maximalen Temperaturen im Versuchsofen lagen für diese oberen Werte bei 
1447 °C. In realen Glasschmelzöfen können Oberofentemperaturen von 1580 °C und 
noch höhere Flammentemperaturen erzeugt werden. Auf der anderen Seite sind die 
gemessenen Temperaturen einerseits keine repräsentativen Werte für Oberofen-
temperaturen im Versuchsofen und andererseits sind die Wärmeübertragungs-
mechanismen nicht eins zu eins auf die Glasschmelzwanne übertragbar. Aus diesem 
Grund soll an dieser Stelle angenommen werden, dass eine Erhöhung der 
Laborofentemperaturen nur auf 1550 °C möglich wäre. Werden nun die Ergebnisse 
der Abbildung ASZ 7 herangezogen und wird angenommen, dass der Anstieg der 
Schmelzleistung für die gemessenen vier Punkte durch eine lineare Funktion 
abgebildet werden kann, dann können die Schmelzleistungen auf höhere 
                                                 
65 Die Schmelzrinne ist 50 mm hoch, dass heißt die maximale Länge des Gemenges kann durch den 
Anstellwinkel mit Hilfe der Grundlagen zur Berechnung von Winkel in Dreiecken berechnet werden 
(das Gemenge hat einen Böschungswinkel von etwa 30°, dass heißt der real mögliche Wert wird 
irgendwo zwischen den Berechnungsergebnissen für 20 und 30° liegen).  50 mm / tan(20°)=137 mm 
 137 mm/80 mm = 1,7  die Schmelzfläche wird maximal um den Faktor 1,7 gegenüber der 
Einlage des Gemenges mit Hilfe der Gemengeschaufel (Länge 80 mm) verlängert.  
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Temperaturen extrapoliert werden. Für 1500 °C und 1550 °C sind die sich 
ergebenden spezifischen Schmelzleistungen in Tabelle ASZ 1 mit angegeben. 
Die Erhöhung der Schmelzleistung kann deshalb im realen Fall im Ofen mit 
Größenordnungen von 5-8 t/(m²*d) angenommen werden. 
 
Fehlerbetrachtung 
Während der Versuche werden die einzelnen Rohstoffe vor Beginn der Messung in 
den Ofen eingelegt und es wurde kontrolliert, ob sich ein Gleichgewicht bei den 
Temperaturen im Ofen einstellte. Dazu wurden mindestens drei bis viermal das 
Gemenge mit jeweils sechs Gemengeschaufeln Gemenge eingelegt. Nach der 
Bewertung des Temperaturverlaufs wurde die Messung gestartet. Die Temperaturen 
haben sich dabei immer noch im Bereich von 10 K während der Versuche geändert, 
wobei einmal ein Versuch bei zu starken Temperaturveränderungen von größer 20 K 
abgebrochen wurde.  
 
Die Anzahl an Einlagen von jeweils sechs Gemengeschaufeln Gemenge, welche 
innerhalb des Versuchszeitraumes pro Messpunkt von 40-60 min eingelegt wurden, 
betrugen mindestens fünf für die Versuche bei niedrigen Leistungen und 
durchschnittlich zehn Einlagen für die Versuche bei höheren Leistungen. Der 
gemessene Wert der Schmelzleistung gibt demnach einen mittleren Wert der 
Schmelzleistung wieder.  
 
Für zukünftige Untersuchungen wäre es von Vorteil, wenn ein kontinuierlicher 
Prozess im Labormaßstab entwickelt würde, mit dessen Hilfe genauere Werte für die 
Schmelzleistung bezogen auf eine definierte Schmelzfläche und die Korrosion von 
Feuerfestmaterialien in der Abschmelzzone bewertet werden können.  
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ASZ 2 Numerische Modellierung des Abschmelzens des Gemenges auf 
einer schiefen Ebene 
Vorgänge beim Abschmelzen von Glasgemenge in der Abschmelzzone des 
Segmented-Dünnschichtschmelzers  
Beim Einschmelzen von Glasgemenge in der Abschmelzzone müssen folgende 
Prozesse beachtet werden: 
 Wärmetransport an die Oberfläche des Gemengehaufens durch 
Wärmestrahlung und Wärmekonvektion aus dem Ofenraum 
 Wärmeleitung von der Oberfläche des Gemengehaufens in die Schüttung 
hinein (Wärmetransport in Schüttungen, d.h. die Partikelgröße und die Art 
der Partikel haben einen Einfluss auf die Größe des Wärmetransports) 
 Auftreten von ersten Schmelzphasen, die durch Reaktionen der 
Gemengebestandteile miteinander entstehen 
 Stofftransport von Reaktionsgasen innerhalb des Gemenges und zwischen 
Gemenge und Ofenatmosphäre 
 Entstehung von gasundurchlässigen Schichten ab 950 °C [4, S. 7] 
 Veränderung der Wärmeleitfähigkeit der Schüttung durch die Schmelzphasen 
in Abhängigkeit von Ort, Temperatur und Zeit 
 Restquarzlösung und die damit verbundene Veränderung der Strahlungs- und 
Wärmeleitfähigkeit der Schmelze und der Viskosität 
 Sandkorngröße, die die Strahlungswärmeleitfähigkeit infolge der 
vorhandenen Restquarzkörner in der Schmelze beeinflusst 
 Abfließen von Gemenge infolge der Schwerkraft und Ablösen von 
Gemengebestandteilen infolge der Schwerkraft, Temperatur und Veränderung 
von Haftmechanismen zwischen den einzelnen Gemengepartikeln 
 
Diese Prozesse sind durch eine komplette numerische Modellierung, die alle diese 
Prozesse beinhaltet, aufgrund von fehlenden Stoffwerten und Messdaten nicht 
abzubilden. 
Eine numerische Modellierung des Verhaltens der Abschmelzzone sollte deswegen 
neben der Genauigkeit der Ergebnisse zielorientiert zum Beispiel die Frage der 
notwendigen Einlegetechnik in der Abschmelzzone des Segmented-
Dünnschichtschmelzers beantworten. 
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Aus diesem Grund wurden bei der numerischen Modellierung nur folgende 
physikalische Prozesse modelliert: 
 
 Wärmetransport an die Oberfläche des Gemenges durch Wärmestrahlung 
 Wärmeleitung von der Oberfläche in das Gemenge hinein 
 Einschmelzen des Gemenges bei einer bestimmten Temperatur  
 Abfließen der Schmelze infolge der Schwerkraft 
 
Physikalische Grundgesetze, Stoffgesetze, Rand- und Anfangsbedingungen für 
die numerische Modellierung 
Die physikalischen Vorgänge des Wärmetransports in der Gemengeschüttung 
können mit Hilfe der Fourier-Gleichung [5, S. 121] und den Gleichungen für die 
Wärmeleitfähigkeit in Schüttungen nach Zehner, Bauer und Schlünder [6, S. 20-37;  
7, S. Dbb 2, Dbd 2, Dee3] ermittelt werden.  
Die Strömungsvorgänge der sich bildenden und abfließenden Schmelze werden mit 
Hilfe der Kontinuitätsgleichung [8, S. 4], den Navier-Stokes-Gleichungen [8, S. 93] 
und der Energiegleichung beschrieben [8, S. 293]. 
Als wichtige Gleichung zur Abschätzung der Strömungsverhältnisse in der 
Einlegezone kann die Rieselfilmgleichung an einer schiefen Ebene herangezogen 
werden, die die Strömungsgeschwindigkeit eines viskosen Fluids auf einer schiefen 
Ebene beschreibt [9, S. 677-679]. Die Abhängigkeit der Strömungsgeschwindigkeit 
im stationären Zustand in den einzelnen Schichten des Fluids beschreibt Gleichung 
ASZ1. Die mittlere Strömungsgeschwindigkeit wm und der mittlere Massenstrom 
werden mittels Gleichung ASZ2 und ASZ3 beschrieben. Zur Darstellung des 
Verhaltens der Strömungsgeschwindigkeitsverteilung in einen Rieselfilm soll 
Abbildung ASZ 8 [10, S. 76] dienen. 
 
Abb. ASZ 8: Strömungsgeschwindigkeit innerhalb eines Rieselfilms der 
Schichtdicke h auf einer geneigten Ebene [10, S. 76] 
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w… Strömungsgeschwindigkeit in m/s 
g… Fallbeschleunigung 
α ...  Anstellwinkel bzw. Neigung der Schmelze zur Horizontalen (siehe auch  
        Abbildung ASZ 8) 
h … Höhe des Fluides 
y… Koordinate zur Beschreibung der Strömungsgeschwindigkeit in den einzelnen  
       Schichten mit Entfernung y vom Boden  
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.
m … entstehender Massestrom der Schmelze infolge der Schrägstellung des  
        Gemenges 
b …  Breite des Rieselfilms 
wm…  mittlere Strömungsgeschwindigkeit 
 
Aus Sicht der Anwendbarkeit der Rieselfilmgleichung im Hinblick auf die 
Ausbildung von Wellen und Turbulenz im Rieselfilm muss die Reynoldszahl im 
Rieselfilm berechnet werden [9, S. 678 und 679]. Die Reynoldszahl liegt für den Fall 
von 15 mm66  Glasschmelzhöhe, einer mittleren Viskosität von 10 Pas und einer 
Dichte von 2300 kg/m³ bei dem Wert von 0,5 und es treten damit verbunden keine 
turbulenten Effekte auf. 
Für die Beschreibung von Strömungen mit Wärmeübertragung müssen Stoffwerte, 
Randbedingungen und Anfangsbedingungen vorher definiert werden. 
 
                                                 
66  Maximale Größenordnung der Schmelzhöhe in der Abschmelzzone des Segmented-
Dünnschichtschmelzers.  
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Die Stoffwerte, die für die Modellierung benötigt werden, sind: 
 Wärmeleitfähigkeit der Schüttung in Abhängigkeit von der Partikelgröße und 
der Temperatur der Schüttung 
 Wärme- und Strahlungsleitfähigkeit der entstehenden Schmelze 
 Dichte der Schüttung, Dichte der Schmelze in Abhängigkeit von Zeit und 
Temperatur 
 spezifische Wärmekapazität des Gemenges und der Schmelze, chemischer 
Wärmebedarf der Glasschmelze 
 dynamische Viskosität der Schmelze  
 Emissionsgrad des Gemenges und der Schmelze in Abhängigkeit von der 
Temperatur. 
 
Die weiterhin notwendigen Randbedingungen in der Abschmelzzone sind: 
 die Wärmestrahlung zwischen dem Oberofen und der Gemengeoberfläche 
 der Wärmestrom von der Gemengeunterseite an die Umgebung 
 die Hangabtriebskraft und die Normalkomponente der Gewichtskraft in 
Abhängigkeit vom Anstellwinkel der Schüttung. 
 
Die Anfangsbedingungen für die Simulation sind die Gemengeschichtdicke und die 
Gemengetemperatur mit der das Gemenge in den Ofen eingelegt wird. 
 
Die Wahl der Stoffwerte, Rand- und Anfangsbedingungen sollen im Folgenden 
erläutert werden. 
 
Anfangsbedingungen: 
Die Gemengetemperatur, mit der das Gemenge in die Abschmelzzone eingebracht 
wird, ist von der Vorbehandlung des Gemenges wie einer Gemengevorwärmung und 
von der Lagerung des Gemenges im Gemengesilo abhängig. Die Umgebungs-
temperatur um das Gemengesilo herum, welches in der Nähe des Glasschmelzofens 
steht, und der Durchsatz der Glasschmelzwanne beeinflussen die Gemenge-
temperatur ohne Gemengevorwärmer. Die Temperaturen des Gemenges, nachdem 
das Gemenge das Gemengesilo verlässt, können in der Größenordnung von 0-80 °C 
liegen. Die Gemengetemperatur mit Gemengevorwärmung kann bis zu 350 °C 
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betragen [11, S. 134]. Weiterhin kann bei Behälterglaswannen die Möglichkeit der 
Scherbenvorwärmung in Frage kommen.  
Für die Modellierung werden diese Möglichkeiten der Beeinflussung der 
Gemengetemperatur zur Beantwortung der Konstruktionsfrage für die Einlegetechnik 
nicht mit beachtet. Es wird von einem Gemenge mit einer Temperatur von 20 °C 
ausgegangen. Eine zusätzliche Gemengevorwärmung von z.B. 300 °C kann durch 
die Veränderung der Anfangstemperaturverteilung erfolgen. 
Die Gemengeschichtdicke als Anfangsbedingung für die Modellierung ist 
gleichzeitig der wichtigste Parameter für die Beantwortung der Modellierungs-
aufgabe. Die Gemengeschichtdicke soll minimal 40,5 mm betragen. Eine 
stufenweise Erhöhung in 20 mm Schritten der Gemengeschichtdicke bis zu einem 
kontinuierlichen Prozess soll erfolgen. Als maximaler Wert für einen 
diskontinuierlichen Prozess werden 100,5 mm verwendet67.  
 
Randbedingungen: 
Für die Berechnung des Wärmeeintrags wird das Modell des Nulldimensionalen 
Ofenraums verwendet, welches am Lehrstuhl für Glas und Emailtechnik zur 
Verfügung steht [12, Teil 3, S. 114-122]. Die dafür notwendigen Parameter sind der 
Emissionsgrad des Gases in Abhängigkeit von der Ofenraumgeometrie, die 
Emissionsgrade der Ofenwände, die Wärmeverluste an den Wänden, der 
Emissionsgrad des Gemenges / Schmelze, die Gemengeoberflächentemperatur und 
die Ofentemperatur.  
Innerhalb der Projektarbeit von Protze [12, Teil 3, S. 124] wurde für einen 8 m 
breiten Ofen eine optimale Höhe des Ofens von 3 m gefunden. Diese Abmaße 
werden in dieser Arbeit übernommen. Weiterhin werden die in dieser Projektarbeit 
verwendeten Wärmeverluste durch die Wand und einer isolierten Decke, die 
Berechnungsalgorithmen für den Emissionsgrad des Gases in Abhängigkeit von der 
Temperatur und die Emissionsgrade der Wände übernommen. Als Parameter zur 
Berechnung des Wärmestroms an das Gemenge wird ein einheitlicher Emissionsgrad 
                                                 
67 Die Angaben beziehen sich auf durchgeführte Simulationen zur Beantwortung der Frage, ob ein 
kontinuierlicher oder diskontinuierlicher Gemengeeinlageprozess in der Abschmelzzone verwendet 
werden sollte. Diese Berechnungsergebnisse zum diskontinuierlichen Prozess werden innerhalb dieser 
Arbeit nicht dargestellt. 
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von 0,4 oder 0,6 [13, S. 305] für die Gemengeoberflächentemperatur von 20 °C bis 
maximale Ofentemperatur und eine Ofentemperatur von 1400°C-1700 °C verwendet.  
Der Wärmestrom in Abhängigkeit von der Gemengeoberflächentemperatur wird mit 
Hilfe des Programms von Protze und dem Tabellenkalkulationsprogramm Excel [14] 
als ganzrationale Funktion von Grad n=4 berechnet. Die Parameter für die 
Berechnung sind der Emissionsgrad des Gemenges und die Ofentemperatur der 
Glasschmelzwanne. Im Anhang A4 sind die verwendeten Gleichungen für alle 
verwendeten Fälle dargestellt. 
 
Der Wärmestrom an der Unterseite des Gemenges ist abhängig von den 
Oberofentemperaturen, den Eigenschaften der Steine, der Gemengeschichtdicke und 
den Eigenschaften des Gemenges bzw. der Schmelze. Für einen kontinuierlichen 
Prozess kann als Randbedingung eine adiabate Wand gesetzt werden. Für die 
Berechnungen des diskontinuierlichen Prozesses soll diese Bedingung mit 
übernommen werden.  
 
Die Randbedingungen für die Hangabtriebkraft und die Normalkomponente der 
Gewichtskraft werden nach geometrischen Gesetzmäßigkeiten für diese Größen 
berechnet.  
 
Stoffwerte: 
Die Stoffwerte des Gemenges und der Schmelze sind temperatur- und zeitabhängig. 
Um die notwendigen Fragen mit Hilfe der numerischen Modellierung qualitativ 
beantworten zu können, soll auf eine genaue Abbildung aller physikalischen 
Prozesse verzichtet werden. Auf die Zeitabhängigkeit (Reaktionen des Restquarzes, 
Blasenverteilung) der Stoffdaten kann aufgrund der nicht vorhandenen Messdaten 
innerhalb der Modellierung nicht eingegangen werden. Die Temperaturabhängig-
keiten der Stoffwerte werden nur in Form von unterschiedlichen Werten für die 
Schmelze und das Gemenge berücksichtigt. 
 
Schmelztemperatur: 
Die ersten Reaktionen bei denen Schmelzphasen entstehen liegen bei etwa 750 °C [4, 
S. 6]. Der Abschluss dieser Schmelzreaktionen ohne Restquarzlösung liegt zwischen 
1000-1100 °C [15, S. 83]. Die Umwandlungstemperatur von Gemenge in Schmelze 
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wird innerhalb dieser Arbeit mit 1050 °C festgelegt. Die gewählte Umwandlungs-
temperatur soll dabei sicherstellen, dass alle Schmelzreaktionen abgeschlossen sind 
und damit ein Abfließen der Schmelze möglich wird. Wie bei der Diskussion des 
Stoffwertes Viskosität deutlich werden wird, ist die letzte Bedingung des Abfließens 
der Schmelze aus physikalischen Gründen nicht für alle Simulationen mit einer 
Temperatur gegeben und es muss eine geeignete „Fließtemperatur“ und eine 
bestimmte Viskosität für das Abschmelzen definiert werden. 
 
Wärmeleitfähigkeit des Gemenges und der Schmelze: 
Die Wärmeleitfähigkeit der Schüttung von Glasgemenge liegt bei nichtgranulierten 
Gemenge nach Angaben von Costa bei 0,34 W/(m*K) [16, S.14 Tab. 1]. Gilbert 
berechnet [12, Teil 2 S. 51-54] für eine Gemengeschüttung aus feinen Rohstoffen 
(0,03 mm) bei 750 °C, dass die Wärmeleitfähigkeit nicht von der Strahlung im 
Gemenge, sondern nur von der reinen Wärmeleitung der einzelnen Bestandteile 
beeinflusst wird. Bei Korngrößen, wie sie in Normalgemenge (0,3 mm) auftreten, ist 
ein leichter Einfluss der Strahlung zu beobachten. Es wurde eine Wärmeleitfähigkeit 
von 0,34 W/(m*K) bei einer Berechnung mit Strahlung gegenüber einer Berechnung 
ohne Strahlung von 0,315 W/(m*K) ermittelt. Die Bestimmung der 
Wärmeleitfähigkeit des Gemenges bei 750 °C erfolgte bei Gilbert nach dem 
Gesichtspunkt, dass im Temperaturbereich von 750-900 °C in Arbeiten von Faber 
[17, S. 181, Abb. 9a] oder Conradt et al. [18, S. Seite 110 und 112, Abb. 12 und 14] 
die ersten Schmelzreaktionen zu einem Anstieg der Wärmeleitfähigkeit des 
Gemenges führen und eine effektive Erwärmung des Gemenges unterhalb dieser 
Temperatur mit Hilfe einer Granulation des Gemenges erfolgen sollte. 
Die Berechnung der Wärmeleitfähigkeit des nichtgranulierten Gemenges nach 
Gilbert zeigt einen Anstieg von 0,14 W/(m*K) bei 50 °C, über 0,2 W/(m*K) bei   
200 °C auf die oben besagten 0,315 bzw. 0,34 W/(m*K) in Abhängigkeit von der 
Sandkorngröße. 
Die Wärmeleitfähigkeit des Gemenges ohne und mit Scherben liegt nach Neumann 
[19, Bild 3] bei Werten von 0,4-0,8 W/(m*K). Die Einflüsse sind hier wiederum 
abhängig von der Temperatur, dem Scherbengehalt des Gemenges und der 
Scherbengröße.  
Für die Simulation des Einlegebereichs wurde die Wärmeleitfähigkeit des Gemenges 
als konstant angenommen. Die Wahl des Wertes für die Wärmeleitfähigkeit des 
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Gemenges muss auf die Modellierungsmethode angepasst werden. Im Fall der 
Simulation mit einem kommerziellen CFD-Programm68 in der das Gemenge und die 
Schmelze als zwei ineinander umwandelbare Stoffe (Gemenge  Schmelze) 
betrachtet werden kann, muss für jeden Stoff eine Wärmeleitfähigkeit definiert 
werden. Die Wahl der mittleren Wärmeleitfähigkeit für das Gemenge ist dann von 
der Umwandlungstemperatur und von den gewählten Eigenschaften des Gemenges 
(Granulate; Sandkorngröße) abhängig. Wird hingegen ein Stoff modelliert, welcher 
bei einer bestimmten Temperatur beginnt zu fließen, dann können unabhängig von 
der „Fließtemperatur“ die Wärmeleitfähigkeiten für den Stoff oberhalb und unterhalb 
einer geeigneten Umwandlungstemperatur definiert werden.  
Im Fall der Simulation mit dem kommerziellen CFD-Programm ANSYS CFX [20] 
wurde der erste Fall abgebildet. Die Umwandlungstemperatur und 
„Fließtemperatur“ wurde mit 1050 °C festgelegt. Bei der Simulationsreihe mit dem 
Tabellenkalkulationsprogramm Excel wurde mit einer „Fließtemperatur“ (siehe 
Stoffwert Viskosität) von 1110 °C gerechnet. Die Temperatur bei der sich die 
Wärmeleitfähigkeit des Gemenges in die Wärmeleitfähigkeit der Schmelze ändert, 
wurde mit 1050 °C festgelegt.  
Wie anhand der Betrachtungen zu erkennen ist, muss die Wahl der 
Wärmeleitfähigkeit des Gemenges aufgrund der gleichen Umwandlungstemperatur 
nur einmal erfolgen. Für die Wahl einer mittleren Wärmeleitfähigkeit des Gemenges 
muss die Korngröße der Rohstoffe oder Granulatgröße des Gemenges berücksichtigt 
werden. Dies kann wie schon oben angedeutet mit Hilfe des Modells von Zehner, 
Bauer und Schlünder erfolgen. Die Wärmeleitfähigkeit und Temperaturleitfähigkeit 
des Gemenges steigt oberhalb 750-900 °C stark an, so dass als  Wärmeleitfähigkeit 
des Gemenges die Wärmeleitfähigkeit bei 750 °C verwendet wird. Mit Hilfe der 
Wahl dieser Temperatur soll sichergestellt werden, dass bei der Simulation mit 
größeren Granulaten der Einfluss der Strahlung mit berücksichtigt wird und eine 
mittlere Wärmeleitfähigkeit für den Bereich von 20-1050 °C angegeben werden kann. 
Für die nicht granulierten Rohstoffe wird eine Wärmeleitfähigkeit von                 
0,315 W/(m*K) verwendet. Bei den Granulaten von 1 cm Größe wird nach Gilbert 
bei einer Temperatur von 750 °C die Wärmeleitfähigkeit zu 0,37 W/(m*K) ermittelt.  
                                                 
68 CFD…computational fluid dynamic bezieht sich allgemein auf Methoden zur Berechnung von 
Strömungen 
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Neumann gibt andere Werte für die Wärmeleitfähigkeit von Glasgemenge an. Nicht 
granuliertes, scherbenfreies Gemenge besitzt nach Neumann bei 200 °C eine Wärme-
leitfähigkeit von 0,55 W/(m*K), bei einem Scherbengehalt von 45 % eine Wärme-
leitfähigkeit von 0,6 W/(m*K) und bei einem Scherbengehalt von 65 % eine Wärme-
leitfähigkeit von 0,7 W/(m*K). Die genannten Stoffwerte wurden zur Bewertung des 
Einflusses der Wärmeleitfähigkeit des Gemenges in den Simulationen mit 
verwendet 69 . In Tabelle ASZ 2 werden die verwendeten Wärmeleitfähigkeiten 
zusammengefasst dargestellt.  
 
Tab. ASZ 2: verwendete Wärmeleitfähigkeiten für die Simulationen 
Gemengeart Wärmeleitfähigkeit in W/m*K 
loses Gemenge 0,315 
granuliert 1 cm 0,37 
Scherben nach Neumann  [99, Bild 3] 
(0 %) 200 °C 
 
0,55 
Scherben nach Neumann [99, Bild 3] 
(45 %) 200 °C 
 
0,6 
Scherben nach Neumann [99, Bild 3] 
(65 %) 200 °C 
 
0,7 
 
Die Wahl der Wärmeleitfähigkeit der Schmelze kann aufgrund des sich ändernden 
Zustandes der Schmelze während des Abschmelzens und Abfließens durch 
Blasenaufstieg und Restquarzlösung nicht ohne Probleme in Abhängigkeit von der 
Temperatur angegeben werden.  
Die Gesamtwärmeleitfähigkeit einer Schmelze ohne Blasen und Schmelzrelikte ist 
von der reinen Wärmeleitfähigkeit und der Strahlungswärmeleitfähigkeit der 
Schmelze abhängig. Die Strahlungswärmeleitfähigkeit ist vom Wassergehalt und der 
Farbe bzw. vom Brechungsindex und von den Absorptionseigenschaften der 
Schmelze bei der jeweiligen Temperatur abhängig. Diese Werte sind besonders beim 
Einschmelzen unbekannte Größen und stellen sich erst ein. 
 
                                                 
69 Diese Ergebnisse werden im Rahmen dieser Arbeit nicht dargestellt. 
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Für die Wärmeleitfähigkeit der Schmelze wird das Rosseland-Modell [21] im 
Allgemeinen verwendet. Es ist dabei zu bemerken, dass dieses Gesetz nur für optisch 
dichte Medien gilt. Unter optisch dicht wird verstanden, dass das Produkt aus 
spektralen Absorptionsgrad und der optischen Schichtdicke größer als 15 ist [34, S. 
72]. Der spektrale Absorptionsgrad von Glas liegt beispielhaft bei Wellenlängen von 
2,8-4 µm in der Größenordnung von 3 cm-1 [22, S. 78 Bilder 2a bis 2d]. Bei 
Wellenlängen von kleiner 2,8 µm wird der spektrale Absorptionsgrad 
Temperaturabhängig und liegt bei Temperaturen von 600-1200 °C im Bereich von 
etwa 0,3-1,5 cm-1. Daraus ergibt sich gleichzeitig ein Problem, bei der Nutzung des 
Ansatzes bei numerischen Modellierungen, in der die Strahlungswärmeleitfähigkeit 
für jede Zelle nach dem Rosseland-Ansatz berechnet wird. Werden die oberen 
Absorptionskoeffizienten verwendet und wird die optische Dicke berechnet, dann 
gilt, dass der Ansatz nach Rosseland für Wellenlängen größer 2,8 µm ab 3 cm und 
für Wellenlängen kleiner 2,8 µm zwischen 10-50 cm erfüllt ist. Für eine 
Modellierung, die mit einem mittleren Absorptionskoeffizienten oder 
Gesamtabsorptionsgrad für den gesamten Wellenlängenbereich arbeitet, muss 
deshalb eine Zellgröße von mindestens 3 cm eingehalten werden, wenn das 
Rosseland-Modell verwendet werden soll. Dies ist im Anbetracht einer geforderten 
Zellgröße von 1 mm für eine ordentliche Abbildung der Strömungsverhältnisse nicht 
möglich.  
Diese Abhängigkeiten oder Voraussetzungen für das Roseland-Modell müssen in 
einer Simulation beachtet werden, da ansonsten eine falsche Wärmeleitfähigkeit 
vorgetäuscht wird, die zwar richtig gemessen werden könnte, aber nicht die Realität 
der Übertragung der Wärme durch Strahlung widerspiegelt.  
Bei der Betrachtung der Wärmeleitfähigkeit der Schmelze beim Abschmelzen muss 
weiterhin der Scherbengehalt, die Blasenverteilung und die Menge an Restquarz 
berücksichtigt werden. Berg [23] weist nach, dass beim Auftreten von Schaum 
(Primärschaum oder Sekundärschaum) nur ein Teil der Energie durch Strahlung in 
das Gemenge bzw. die Schmelze gelangen kann. Ähnliche Aspekte treten durch das 
Vorhandensein von Blasen und (fein) verteilten Restquarz auf. Die Folge ist, dass die 
Strahlung durch die Vielfachreflexionen in der Schmelze nicht weitergeleitet wird. 
Die Transmission wird herabgesetzt und es ergeben sich erhöhte Absorptions- und 
Reflexionsgrade. Diese Eigenschaften sind nicht nur temperatur-, sondern 
zeitabhängig, da die Schmelze mit der Zeit Restquarz aufnimmt und Blasen abgibt.  
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Aus den genannten Gründen wurde auf die Berechnung der Strahlungswärme-
leitfähigkeit für die Bestimmung der Gesamtwärmeleitfähigkeit verzichtet und es 
wurde nur ein effektiver Wert der Wärmeleitfähigkeit in den Simulationen für die 
Schmelze verwendet. Nach Conradt [24, S. 16] liegt die reine Wärmeleitfähigkeit 
einer Schmelze in der Größenordnung von 2-2,5 W/(m*K). Für die Simulationen 
wurde ein Wert für die reine Wärmeleitfähigkeit der Schmelze von 2 W/(m*K) 
verwendet. Höhere Wärmeleitfähigkeiten der Schmelze wurden beispielhaft mit        
4 W/(m*K) und 6 W/(m*K) berücksichtigt. 
 
Dichte der Gemengeschüttung, Dichte der Schmelze: 
Die Schüttdichte einer Schüttung liegt zwischen 0,8-2 kg/dm³ [25, S. 27, Bild 7]. Bei 
der Verwendung von Glasgemenge wird für die Simulationen ein Wert von          
1400 kg/m³ angesetzt.  
Die Dichte von Massenglas beträgt bei Raumtemperatur 2470-2580 kg/m³ [26, S. 96]. 
Bei einer Temperatur von 1400 °C verändert sich die Dichte der Glasschmelze auf 
etwa 2300 kg/m³, siehe Anhang A3.   
Die Schwierigkeit bei der Wahl eines geeigneten Stoffwertes besteht in den sich 
verändernden Wert der Dichte beim Einschmelzen des Gemenges durch das 
Entgasen und dem Blasenauftrieb innerhalb der entstehenden Schmelze. Die Wahl 
eines festen Endwertes für die Dichte der Schmelze ist dementsprechend ohne 
Vorinformationen und experimentelle Untersuchungen schwierig bis unmöglich.  
Der Einfluss der Berechnungsgröße „Dichte der Schmelze“ auf die resultierenden 
Masseströme kann mit Hilfe der Gleichung ASZ1 bzw. ASZ3 angegeben werden und 
soll durch die Gleichungen ASZ4 und ASZ5 dargestellt werden. 
 
32~ hm
l


                       (ASZ4)                               2~ hw l                           (ASZ5)
 
 
Für die Modellierung ist es neben der Wärmeübertragung von Interesse, ob der 
Übergang von Gemenge zu Schmelze einen signifikanten Einfluss auf die 
Abschmelzleistung hat. Diese Fragestellung ist damit zu begründen, dass eine 
Modellierung auch ohne eine Veränderung der Dichte durchgeführt werden kann. 
Dies ist insbesondere auf die Stabilität der Simulationen von Vorteil.  
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Da beim Übergang von Gemenge zu Schmelze die Konstanz der Masse gelten muss, 
kann folgende Relation nach Gleichung ASZ6 zwischen dem Zustand Gemenge und 
dem Zustand Schmelze bestimmt werden. 
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Vg , hg … Volumen bzw. Höhe des Gemenges 
Vl , hl…  Volumen bzw. Höhe der Schmelze 
lg  , … Dichte des Gemenges bzw. der Schmelze 
G…  Gemengefaktor zur Berücksichtigung der frei werdenden Gase  
 
Daraus ergibt sich, dass bei keiner Veränderung der Dichte während der Simulation  
der Massenstrom von der Gemengedichte und von der sich einstellenden Höhe beim 
Abschmelzen nach Gleichung ASZ3 abhängig ist. Wird nun der Fall der 
Veränderung der Dichte berücksichtigt und soll aber der Massestrom mit Hilfe der 
resultierenden Schmelzdichte, der Gemengedichte und der dabei notwendigen Höhe 
von Gemenge an der Oberfläche ausgedrückt werden, dann ergibt sich durch 
Einsetzen von Gleichung ASZ6 in Gleichung ASZ4 die Gleichung ASZ7. 
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Der Vergleich der Gleichung ASZ4 und ASZ7 zeigt, dass durch eine Modellierung 
ohne Veränderung der Dichte ein Fehler in der resultierenden 
Abfließgeschwindigkeit gemacht wird. Dieser Fehler hängt von dem Verhältnis der 
beiden Dichten und von dem Gemengefaktor ab. Es muss hierbei darauf hingewiesen 
werden, dass der sich real ergebende Massestrom nicht durch eine einfache 
Umrechnung mit Hilfe eines Faktors nach einer Simulation geschehen sollte, da die 
Einflüsse durch eine verringerte Schmelzhöhe und ein damit verbundener 
verbesserter Wärmeeintrag nicht abgebildet werden können. Zumindest lässt sich aus 
dieser Betrachtung schlussfolgern, dass eine Simulation ohne Dichtesprung zu 
höheren Glasschmelzhöhen und damit verbundenen höheren Abflussge-
schwindigkeiten führt. Auf der anderen Seite kann sich bei sehr hohen spezifischen 
Schmelzleistungen die Situation auch umdrehen und die reale Dichte der Schmelze 
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in der Abschmelzzone abfallen und Werte unterhalb von 1400 kg/m³ annehmen, 
siehe Abschnitt 4.4, Seite 91 im Hauptteil zum „Ramar“-Melter. 
 
Die Dichte der Schmelze weist innerhalb der Simulation einen konstanten Wert von 
1400 kg/m³ wie das Gemenge auf. 
 
Emissionsgrad des Gemenges und Schmelze: 
Der Emissionsgrad von Gemenge wurde von Costa [13] für loses und granuliertes 
Gemenge bestimmt. Die Messungen wurden zwischen 0-1200 °C durchgeführt. Der 
Verlauf des Emissionsgrades mit der Temperatur zeigt, dass für beide Arten von 
Gemenge der Emissionsgrad ab 900 °C bei etwa 0,6 liegt. Nicht granuliertes 
Gemenge hat unterhalb dieser Temperaturen einen sehr geringen Emissionsgrad von 
0,2. Für die numerischen Simulationen und zur Berechnung der zwischen Oberofen 
und Glas ausgetauschten Wärmeströme muss bei den Verläufen unter 900 °C 
beachtet werden, dass die Oberflächentemperaturen bis auf die ersten zwei Minuten 
beim erstmaligen Aufheizen immer oberhalb 1000 °C liegen. Deswegen ist eine 
Beachtung der Emissionsgrade unterhalb von 900 °C scheinbar nicht von Interesse. 
Es muss aber bemerkt werden, dass Effekte in der Abschmelzzone auftreten können, 
welche ähnlich dem Schneeballeffekt [27] durch herabrollende Schmelze in 
Hafenöfen sein können und dass damit verbunden für kurze Zeiten ein 
Strahlungsaustausch zwischen der „kalten“ Gemengeoberfläche unter 900 °C und 
dem Oberofenraum auftreten kann.  
Als Emissionsgrad wird für die Berechnungen ein Wert von 0,6 verwendet. Aus 
theoretischem Interesse wird zusätzlich der Emissionsgrad von 0,4 in den 
Simulationen mit ausgewertet. 
 
spezifische Wärmekapazität des Gemenges und der Schmelze, chemische 
Wärmebedarf des Glases in Abhängigkeit von der Zusammensetzung: 
Bei der Bestimmung des chemischen Wärmebedarfs einer Glasschmelze wurde die 
innerhalb der Habilitationsschrift von Conradt [28, S. 140-147] dargestellte 
vereinfachte Berechnungsmöglichkeit des chemischen Wärmebedarfs von 
Glasschmelzen verwendet.  
Für die Modellierung kann für die beiden Stoffe Gemenge und Schmelze eine für den 
jeweiligen Stoff geeignete spezifische Wärmekapazität angegeben werden. Dieser 
Anhang ASZ                                                                                                    Seite 177 
Schritt ist aber aufgrund der aufwendigeren Berechnungsprozedur für das Gemenge 
und der stattfindenden Umwandlungsreaktionen nicht geeignet. Aus diesem Grund 
soll das Konzept von Conradt zur Bestimmung der chemischen Wärmekapazität 
verwendet werden, um eine mittlere spezifische Wärmekapazität in Abhängigkeit 
von der Temperatur zu bestimmen, die den Energieinhalt der Schmelze, den 
chemischen Wärmebedarf zur Herstellung des Glases und den Energieinhalt der 
Gemengegase bei dieser Temperatur beinhaltet. Die Berechnung der mittleren 
spezifischen Wärmekapazität bei einer Temperatur erfolgt mit Hilfe der Gleichung 
ASZ9. Für die Bestimmung der Gleichung ASZ9 muss die notwendig zugeführte 
Enthalpie der einzelnen Bestandteile im Gemenge (Rohstoffe, Scherben und 
entstehenden Gase) nach Gleichung ASZ8 berechnet werden. Es wird bei der 
Berechnung des chemischen Wärmebedarfs davon ausgegangen, dass alle 
notwendigen chemischen Reaktionen (Gemengehaufenreaktionen, Restquarzlösung) 
nach dem Austritt der Schmelze aus der Abschmelzzone abgeschlossen sind70 und 
damit die gesamte notwendige Energie zum Schmelzen des Gemenges in der 
Abschmelzzone aufgebracht werden muss. Diese Wärmebedarfsrechnung beinhaltet 
weiterhin die Enthalpie der Gemengegase bei der Temperatur und unterscheidet 
zwischen Scherben im Gemenge und normalen Rohstoffen. Bei der Nutzung der 
mittleren spezifischen Wärmekapazität muss beachtet werden, dass bei den 
Berechnungen für die Abschmelzzone die Gemengeschüttdichte beim Einlegen des 
Gemenges verwendet wird.  
 
 
 
 
 
 
 
                                                 
70 Diese Annahme dient nur Verrechnung der gesamten notwendigen Energie in der Abschmelzzone. 
Die Restquarzlösung wird praktisch nicht in der Abschmelzzone beendet werden. 
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)(Th SchmelzeGemenge ….Energiebedarf zum Schmelzen und Erwärmen von 
Glasgemenge bis zu einer bestimmten Glasschmelztemperatur 
 
)(, Tc SchmelzeGemengep  …mittlere spezifische Wärmekapazität, welche für die 
Berechnung verwendet werden soll 
 
)(
2,
Tc COp …mittlere spezifische Wärmekapazität der Gemengegase bei der 
Temperatur T. Es wird davon ausgegangen, dass der überwiegende Teil der 
Gemengegase aus Kohlenstoffdioxid besteht.  
 
)(, Tc Schmelzep  …mittlere spezifische Wärmekapazität der Glasschmelze 
beziehungsweise des Glases 
 
ChemH …chemischer Wärmebedarf der Glasschmelze in Abhängigkeit von den 
Rohstoffen 
 
f…Scherbenanteil des Gemenges in Masseprozent  
 
Glasbildungsfaktor … ist der Faktor zur Herstellung von 1000 Kg Glas aus den 
Rohstoffen, um die Masse der Rohstoffe berechnen zu können.  
 
T0 … Bezugstemperatur für die mittlere spezifische Wärmekapazität und dem 
chemischen Wärmebedarf  
 
Der erste Term in Gleichung ASZ8 beschreibt die Energie für das Erwärmen der 
Scherben auf die Temperatur T, der zweite und dritte Term beschreibt die 
Erwärmung und Reaktionen der Rohstoffe wie Sand, Soda und Kalziumkarbonat zur 
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Glasschmelze. Der letzte Term beschreibt den Energieinhalt der freiwerdenden 
Gemengegase bei der Temperatur T, wobei davon ausgegangen wird, dass die 
Gemengegase nur aus Kohlenstoffdioxid bestehen. 
 
Für die Berechnung der mittleren spezifischen Wärmekapazität für die Erwärmung 
und das Einschmelzen des Gemenges müssen die mittlere spezifische 
Wärmekapazität der Glasschmelze, der chemische Wärmebedarf und die mittlere 
spezifische Wärmekapazität des Kohlenstoffdioxids bei der gewünschten Temperatur 
berechnet werden. 
 
Die mittlere spezifische Wärmekapazität des Kohlenstoffdioxids wird mit Hilfe des 
IOW [29, S. 140.5] für die verschiedenen Temperaturen bestimmt. Die Berechnung 
der mittleren spezifischen Wärmekapazität der Glasschmelze erfolgt mit Hilfe der 
Gleichungen von Sharp und Moore [30], wobei diese nur bis Temperaturen von  
1300 °C mit einem Fehler von 1 % gelten. Für die Bestimmung des chemischen 
Wärmebedarfs wird die schon genannte Methode von Conradt verwendet. Für die 
letzten beiden Stoffwerte sind die Glaszusammensetzung bzw. für den chemischen 
Wärmebedarf die Zusammensetzung der Rohstoffe ohne Scherben notwendig und 
sind in Tabelle ASZ 3 und ASZ 4 angeben. Tabelle ASZ 5 gibt die berechnete 
spezifische Wärmekapazität für verschiedene Temperaturen und Scherbengehalte an. 
 
Tab. ASZ 3: chemische Zusammensetzung des verwendeten Glases in Ma-% 
SiO2 Al2O3 CaO MgO Na2O Fe2O3 K2O SO3 
70,9 1,79 10,43 2,3 13,2 0,39 0,74 0,25 
 
Tab. ASZ 4: Zusammensetzung der Rohstoffe ohne Scherben, um eine Tonne Glas 
herzustellen. Die Angabe erfolgt in Kg. 
Sand Soda Kalkstein Dolomit Natriumsulfat Natriumsalpeter 
769,2 143,5 47,38 22,6 17,2 7,44 
 
Der chemische Wärmebedarf der Schmelze beträgt 347,9 MJ/tGlas und der 
Glasbildungsfaktor liegt bei 1,3.  
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Tab. ASZ 5: Verwendete mittlere spezifische Wärmekapazität in Abhängigkeit des 
Scherbengehalts. Die Angabe erfolgt in kJ/(kg*K).71 
Scherbengehalt 
in Ma-% 1000 °C 1200 °C 1400 °C 1600 °C 
0,00 1,663 1,625 1,599 1,580 
25 1,614 1,586 1,567 1,553 
50 1,566 1,547 1,534 1,525 
75 1,518 1,508 1,502 1,497 
100 1,469 1,469 1,469 1,469 
  
Die Berechnung der spezifischen Wärmekapazität für andere Scherbengehalte und 
Temperaturen erfolgt durch eine Interpolation zwischen den einzelnen Werten. 
 
dynamische Viskosität der Schmelze:  
Der Stoffwert Viskosität ist für die Bewertung der Vorgänge in der Abschmelzzone 
mit die wichtigste Größe, da durch das Abfließen der sich bildenden Schmelze eine 
höhere Temperaturdifferenz zwischen dem Oberofen und der Gemengeoberfläche 
erzeugt wird. Eine genaue Darstellung der Viskosität in Abhängigkeit von der 
Temperatur wäre wünschenswert, kann aber wiederum auf Grund der Blasen in der 
Schmelze, des vorhandenen Restquarzes und der Lösung des Restquarzes nicht 
genau angegeben bzw. vorausgerechnet werden. Der Einfluss der Lösung des 
Restquarzes kann für industrielle Quarzsandrohstoffe für die Glasindustrie 
(Sandkorngröße 0,2-0,5 mm) nicht vernachlässigt werden. Hönig [31, S. 46] zeigt an 
dem Einschmelzverhalten von verschiedenen Sandfraktionen und einer zugehörigen 
Simulation des Einschmelzens des Restquarzes, dass je nach Temperatur und 
Sandkornfraktion der industriellen Quarzsande eine Restquarzlösezeit von 25-115 
Minuten beobachtet wird. Wie anhand der Simulationen in der Abschmelzzone 
festgestellt werden konnte, kann die Verweilzeit der Schmelze in der Abschmelzzone 
in der Größenordnung von 2 min. liegen. Ein langsames Lösen der 
                                                 
71 Beim Vergleich der Daten für einen Scherbengehalt von 100 % ist es ersichtlich, dass sich bei der 
Berechnung der spezifischen Wärmekapazität der Glasschmelze nach Sharp und Moore [30] ein 
Fehler eingeschlichen hat. Diese Werte wurden innerhalb dieser Arbeit nicht korrigiert, da 
insbesondere im Rahmen dieser Arbeit es nicht um die Berechnung genauer Werte geht, sondern 
Tendenzen in der Abschmelzzone dargestellt werden sollen. 
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Restquarzbestandteile ist damit möglich. Insbesondere für den Einsatz von 
Quarzmehlrohstoffen ist eine Beeinflussung der Abschmelzleistung zumindest 
experimentell nachzuprüfen. Für die Modellierung können diese genannten Einflüsse 
nicht berücksichtigt werden.  
Der Einfluss der Blasen und der Restquarzkörner ist gegenläufig. Das heißt, die 
Blasen verringern die Viskosität und die Restquarzkörner erhöhen die Viskosität [4, 
S. 11]. Die Viskosität der reinen fluiden Phase liegt nach dem Auftreten von 
Erstschmelze bei 100 Pas / 1070 °C und 10 Pas / 1325 °C [32]. Bei der Glasschmelze 
ohne weitere Bestandteile kann beispielhaft davon ausgegangen werden, dass        
100 Pas bei 1302 °C und 10 Pas bei 1540 °C liegen werden [32]. Diese 
unterschiedlichen Wertepaare machen deutlich, dass die Viskosität kurz nach dem 
Einschmelzen ein Stoffwert für sich ist und die Daten für die Modellierung an die 
Gegebenheiten des technischen Prozesses gemessen und dann angepasst verwendet 
werden müssen. 
Es ist an dieser Stelle deswegen als wichtigen Schritt zu bewerten, dass Conradt und 
Deubener [4] versuchen die Viskosität von Gemenge und der Erstschmelze in 
Abhängigkeit von der Temperatur und von den auftretenden Schmelzphasen zu 
messen. Es sollen deswegen an dieser Stelle verschiedene Ergebnisse aus der Arbeit 
von Conradt und Deubener vorgestellt und anhand dieser Arbeit ein Rückschluss auf 
die zu wählende Viskosität für die Modellierung gegeben werden. 
Für die Modellierung ist neben der Temperaturabhängigkeit der Viskosität auch ein 
Startwert für den Fließbeginn am besten gekoppelt mit einer Fließtemperatur der 
Schmelze notwendig. Anhand der Ergebnisse nach Conradt und Deubener [4, S. 14, 
Abb. 15] ist ein Fließen der Gemengeschüttung bei geeigneten Rieselfilmschicht-
dicken möglich. Die bei Umgebungstemperatur gemessene Viskosität des Gemenges 
von log η = 5 Pas zeigt bei einer Gemengeschichtdicke von 5 cm, Anstiegswinkel 
30° und eine Dichte von 1400 kg/m³ nach Gleichung ASZ2, dass an der Oberfläche 
der Schüttung eine Geschwindigkeit von 0,08 mm/s auftreten würde. Mit einer 
Bewegung von 1 m aller 12000 s an der Oberfläche des Gemengehaufens würde ein 
Fließen zumindest für die relevanten Zeiten bei der Simulation für diese Viskosität 
nicht in Betracht kommen. Eine für das Abschmelzen relevante Geschwindigkeit von 
1 mm/s tritt allerdings schon bei einer Schmelzschichthöhe von 18 cm auf, so dass 
zumindest die Möglichkeit von höheren Schergradienten besteht und damit eine 
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erniedrigte Viskosität aufgrund der von Conradt und Deubener  [4, S. 12] 
diskutierten Strukturviskosität des Gemenges verwendet werden könnte.  
Wird aus diesem Grunde eine Viskosität von log η = 3,3 Pas bei größeren 
Schergradienten nach Conradt und Deubener [4, S. 14, Abb. 15]  angesetzt, dann 
ergibt sich bei einer 10 cm dicken Schicht ein völlig neues Bild. Die 
Oberflächengeschwindigkeit würde 1,7 cm/s betragen, was bedeuten würde, dass ein 
sichtbares Wegfließen des Gemenges zu beobachten wäre. Da dies zumindest in 
realen Zeiten noch nicht an Berghängen bzw. an Sandschüttungen mit 
Böschungskegel von 30° beobachtet wurde (von Bergabgängen abgesehen), ist die 
Frage zu klären, in wie weit man diesen Messwerten bzw. eher der Darstellung als 
Viskosität vertrauen darf. Wird die Thematik der Fließbewegung von Schüttungen 
zum Beispiel in einem Silo betrachtet, dann existieren vom Prinzip her nur zwei 
Zustände. a) es kommt kein Gemenge aus dem Silo oder b) es kommt ausreichend 
(zu) viel Gemenge aus dem Silo. Die Thematik des „Fließens“, besser gesagt wäre 
des Abrutschens, kann durch das Reibungsgesetz von Coulomb [38, S. 40] erklärt 
werden. Ist der Körper in Ruhe dann wird eine höhere Kraft zur Überwindung der 
Reibungskräfte benötigt, als wenn sich der Körper anfängt zu bewegen. Eine 
Proportionalität zwischen Kraft und Geschwindigkeit sollte theoretisch nicht 
auftreten. Werden die Ergebnisse bei Umgebungstemperatur nach Conradt und 
Deubener [4, S. 14, Abb. 15]  entnommen, dann muss es bei strukturviskosen 
Körpern einen funktionellen Zusammenhang zwischen Scherrate, Viskosität und 
anliegender Scherspannung geben. Weiterhin muss die aufzuwendende Kraft bei 
höheren Scherraten größer sein. 
Wird das Produkt aus der gemessenen Viskosität und der Messgeschwindigkeit nach 
Conradt und Deubener [4, S. 14, Abb. 15]  für das Gemenge bei Raumtemperatur 
gebildet und wird angenommen, dass die Geschwindigkeit der Messung die Tendenz 
der Scherrate wiedergibt, dann ergibt sich aus den beiden Produkten jeweils das 
Ergebnis von rund 1000 Pa*mm. Damit kann geschlussfolgert werden, dass kein 
strukturviskoses Verhalten vorliegen kann und damit verbunden in dem Bereich 
unter 800 °C auch nicht von einer Gemengeviskosität gesprochen werden darf.  
Es kann damit für eingelegtes Gemenge geschlussfolgert werden, dass unterhalb    
800 °C nicht mit einem Fließen des Gemenges zu rechnen ist, solange ein 
Abrutschen verhindert wird.  
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Für die weitere Wahl der notwendigen Viskositäten und einer Fließtemperatur, bei 
der die Erstschmelze bzw. das Gemenge anfängt zu fließen, sollen die Untersuch-
ungsergebnisse nach Conradt und Deubener [4, S. 10, Abb. 10 und S. 12, Abb. 12] 
verwendet werden. Wie sich anhand von mathematischen Simulationen zeigte, ist bei 
einer Entfernung von mehr als 10 mm von der Gemengeoberfläche die Temperatur 
im Gemengehaufen kleiner 800 °C. Deswegen kann eine Abschätzung des Einflusses 
der Viskosität mit Hilfe der Rieselfilmgleichung gegeben werden. Es wird davon 
ausgegangen, dass die 10 mm dicke Gemengeoberfläche komplett eine Viskosität 
besitzt und damit berechnet werden kann, wie lange die oberste Schicht benötigt, um 
die Strecke von einem Zentimeter zu fließen. Benötigt die oberste Schicht genau   
420 s, dann kann die zugehörige Viskosität oder Temperatur als Fließtemperatur 
gelten. Die 420 s Verweilzeit ergaben sich aus Rechnungen bei  1400 °C Oberofen-
temperatur für eine Schicht, bei der die Zeitdauer von dem Erreichen der 800 °C bis 
zum Wegfließen der Schicht berechnet wurde.  
Für die Berechnung der Fließviskosität wurden ein Anstellwinkel von 30° und eine 
Dichte der Flüssigkeit von 2000 kg/m³ angenommen. Das Ergebnis zeigt, dass bei 
einer Viskosität von log η = 4,35 Pas an der Oberfläche das Fluid einen Weg von 
einem Zentimeter in 420 s fließen kann.  
 
Die Fließviskosität wird deswegen mit diesem Wert von log η =  4,35 Pas verbunden.  
 
Die Ergebnisse nach Conradt und Deubener [4, S. 10, Abb. 10 und S. 12, Abb. 12] 
zeigen die Viskosität der Schmelze in Abhängigkeit von der Temperatur und Zeit. 
Conradt und Deubener geben weiterhin mit Hilfe von Suspensionsmodellen einen 
Einblick in den möglichen Mechanismus für das Zustandekommen der ermittelten 
Viskosität. 
Das Suspensionsmodell I geht von einer Viskosität der Rauschmelze aus. Das 
Suspensionsmodell II geht hingegen davon aus, dass die Schmelze noch nicht den 
Restquarz gelöst hat und damit verbunden die Viskosität der Schmelze niedriger sein 
muss, da die Erstschmelze eine geringere Viskosität aufweist.  
Für die Verwendung von rheologischen Modellen zur Berechnung der Viskosität 
kann im Falle der Abschmelzzone nicht von den Ergebnissen bzw. Betrachtungen 
anhand der Darstellung von Conradt und Deubener ausgegangen werden [4, S. 10, 
Abb. 10 und S. 12, Abb. 12]. Die Verweilzeiten der Erstschmelze in der Abschmelz-
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zone sollten im Bereich der schon genannten 420 Sekunden bzw. 7 Minuten liegen 
und damit ist die Situation in der Absmelzzone nicht mit der von Conradt und 
Deubener angegebenen Haltezeit von 4 h vergleichbar. Aus diesem Grund wurden 
die Ergebnisse von Conradt und Deubener [4, S. 10, Abb. 10 und S. 12, Abb. 12] für 
eine Haltezeit von 0,5 h abgelesen und in die Abbildung ASZ 9 übertragen. 
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Abb. ASZ 9: Vergleich der gemessenen Viskosität nach 0,5 h nach Conradt und 
Deubener [4, S. 10, Abb. 10 und S. 12, Abb. 12] mit den in derselben Arbeit 
verwendeten Suspensionsmodellen 
 
Wie Abbildung ASZ 9 zeigt, können die von Conradt und Deubener angegebenen 
Suspensionsmodelle nicht zur Beschreibung der Verhältnisse der Viskosität der 
Schmelze in der Abschmelzzone des Segmented-Dünnschichtschmelzers verwendet 
werden72. Es wurde deswegen anhand der gegebenen Daten eine Gleichung für den 
Viskositätstemperaturverlauf der Schmelze mit Restquarz nach einer Haltezeit von 
0,5 h bestimmt. 
Wie Anhand der Abbildung ASZ 9 für eine Haltezeit von 0,5 h zu erkennen ist, kann 
für die gemessene Kurve bei einer Haltezeit von 0,5 h zwischen drei Phasen 
unterschieden werden. Die erste Phase von 900 bis 1050 °C in der sich die 
Schmelzphasen bilden und viel Gas (CO2) in der Erstschmelze freigesetzt wird. Die 
                                                 
72  Die von Conradt und Deubener angegebenen Suspensionsmodelle wurden für den Fall einer 
Haltezeit von 4 h angegeben. Es wäre denkbar neue Suspensionsmodelle für den Fall einer Haltezeit 
von 0,5 h zu erstellen, was aber an dieser Stelle nicht geschehen soll. 
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große Menge an Gasen, der große Anteil an ungelösten Restquarz und die noch nicht 
zu Ende reagierten Gemengebestandteile sorgen für einen steilen Viskositäts-
Temperaturabfall. Zwischen 1050 °C und 1100 °C ist die Viskosität so gering, dass 
wahrscheinlich ein Großteil der Blasen aus der Schmelze entfernt wurde und die 
Schmelze von einer vesikulären in eine teilkristalline Schmelze mit höheren 
Viskositäten übergeht. Diese teilkristalline Schmelze bildet die charakteristische 
Situation zwischen 1150-1250 °C ab. Der nächste Übergang zwischen 1250 °C und 
1300 °C könnte durch eine beginnende Restquarzlösung erklärt werden, was mit 
einem Anstieg der Viskosität verbunden ist.  
Im Hinblick auf die Fließviskosität müsste die Modellierung mit zwei 
Fließtemperaturen belegt werden. Bei 1050 °C ist ein Fließen im genannten 
zeitlichen Rahmen möglich. Hingegen würde bei 1100 °C die Schmelze wieder 
stillstehen und dann müsste kurz nach 1100 °C wieder ein Fließen in der Simulation 
eintreten. Im Hinblick auf Temperaturänderungen von vier K/s wäre die 
Modellierung eines solchen Vorgangs mit der vergrößerten Wahrscheinlichkeit der 
Störanfälligkeit des Programms verbunden. Aus diesem Grund ist entschieden 
worden, dass für den Temperaturbereich von größer 1100-1250 °C ein mit den 
Messwerten von Conradt und Deubener geeignete Gleichung angesetzt und mit Hilfe 
dieser Gleichung dann die Fließtemperatur bestimmt wird. Sollten höhere 
Temperaturen bei der Simulation auftreten, dann wird mit den gemessenen Werten 
nach 0,5 h Behandlungszeit von Conradt und Deubener über 1300 °C nach Ab-
bildung ASZ 9 gerechnet. Für den Sprung zwischen 1250 °C und 1300 °C wird die 
erstellte Gleichung zwischen 1100-1250 °C extrapoliert.  
Die Gleichung für den Temperaturviskositätsverlauf und die Messwerte nach 
Conradt und Deubener für den Temperaturbereich von 1100-1250 °C und das 
Bestimmtheitsmaß der Regressionsgleichung sind in Abbildung ASZ 10 eingefügt. 
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Abb. ASZ 10: gemessene Viskosität in Abhängigkeit von der Temperatur für eine 
Behandlungszeit von 0,5 h eines Glasgemenge nach Conradt und Deubener [4] (die 
Parameter in der analytischen Gleichung sind aufgrund der Darstellung im 
Diagramm nicht mit der notwendigen Genauigkeit angegeben) 
 
Die Gleichung nach Abbildung ASZ 10 ergibt für eine Viskosität von                     
log η = 4,35 Pas eine Fließtemperatur von 1109 °C. Für die mathematische Simula-
tionen wird deshalb eine Fließtemperatur von 1110 °C gewählt.  
Im Fall von Gemengen mit einem höheren Scherbengehalt sollte aufgrund der noch 
fehlenden Messdaten mit der Viskosität nach Conrad und Deubener und mit der 
Viskosität der Schmelze für das Glas nach Tabelle ASZ 3 in unterschiedlichen 
Simulationen gerechnet werden. Die Konstanten für die Vogel-Fulcher-Tamman-
Gleichung sind A=-2,6151, B=4257,51 und T0 = 267,02 °C. 
 
numerische Modellierung mit ANSYS CFX [20] 
Die numerische Modellierung der Strömung und des Wärmetransports im 
Einlegebereich sollten zu Beginn der Arbeiten zum Segmented-Dünnschicht-
schmelzer mit Hilfe der kommerziellen Software ANSYS CFX durchgeführt [20] 
werden. Dazu wurden verschiedene Modelle der Einlegezone entworfen, die einen 
Ausschnitt der Einlegezone von 1 m Länge abbildeten und im Bedarfsfall verlängert 
werden sollten. Die Größe der Zellen in Abflussrichtung bzw. X-Richtung der 
Schmelze lagen zwischen 1 und 5 mm. Die Größe der Zellen in Y-Richtung lag 
zwischen 0,5-1 mm, da hier ein verfeinertes Gitter benötigt wird, um den Abtransport 
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der Schmelze berechnen zu können. Ein verfeinertes Gitter wird als notwendig 
erachtet, da eine Abschätzung der Schmelzhöhen mit Hilfe der Rieselfilmgleichung 
3.1 in der Größenordnung von 4-15 mm liegt und damit Strömungen im mm-Bereich 
abgebildet werden müssen. 
Die Rechnungen mit dem kommerziellen Programm konnten nicht mit Erfolg 
durchgeführt werden. Das Programm lief stabil, solange der Fließprozess nicht 
abgebildet und nur die Erwärmung erfasst wurde. Unter Einbezug der Fließprozesse 
und damit der Reaktion bzw. der Umwandlung des Gemenges in Schmelze kam es 
immer dann zu Abstürzen des Programms, sobald die Umwandlung von Gemenge in 
Schmelze an der Oberfläche auftritt. Der Absturz des Programms während der 
Simulationen konnte durch die Wahl verschiedener Strömungsmodelle (laminar und 
turbulente Strömungsmodelle) nicht behoben werden. 
Die einzige Möglichkeit eine Simulation durchzuführen, die stabil lief und von 
Anfang an die Strömungsprozesse mit abbildete, konnte nur durch eine Verringerung 
der Schrittweite der Zeit auf kleiner 10-5 s erzielt werden. Da die Rechendauer für 
eine Sekunde Prozesszeit bei einem Tag lag, wurde diese Möglichkeit für die 
Simulation der Abschmelzzone nicht in Betracht gezogen.  
Eine Erklärung warum die Simulationen in Ansys CFX nicht funktionierten, können 
vielfältiger Art sein und können vom Autor nur vermutet werden. Ein Problem ist 
dabei nach der Meinung des Autors sicherlich die hohe Viskosität der Schmelze, die 
für die explizite Betrachtung der Navier-Stokes-Gleichungen bei zu hohen Zeit-
schrittweiten kein konvergentes Verhalten zeigt. 
 
halbnumerische Modellierung mit Hilfe von Excel  
Vorbetrachtungen 
Da die numerische Modellierung mit ANSYS CFX keinen Erfolg zeigte, wurde 
versucht einen anderen Ansatz zu verfolgen. Hierbei sollten zwei Aspekte von 
Beginn an in Betracht gezogen werden. Dies sind die numerische Modellierung des 
Wärmetransports in der Schmelze und ein angepasstes Abfließen der Schmelze im 
stationären Zustand, die durch eine Veränderung der Randbedingungen in Excel 
berücksichtigt werden sollten. 
 
Hierbei wurden theoretisch zwei Modelle diskutiert [33]. Das erste Modell, welches 
auch als „Flintenschussmodell“ bezeichnet wurde, stellt die Frage auf, ob das 
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verbesserte Abschmelzen der dünneren Schicht auch eine vergrößerte 
Schmelzleistung zur Folge hat. Es sollte dabei die Frage beantwortet werden, ob 
kleine, schnell einschmelzende Gemengepakete über einen bestimmten Zeitraum 
auch wirklich mehr Gemenge in Glasschmelze umwandeln als größere 
Gemengepakete. 
Das zweite Modell sollte mehr den Aspekt der Erwärmung an der Oberfläche 
untersuchen. Auf das Ziel hinführend sollte dabei geklärt werden, welche Zeiten 
benötigt werden, um die ersten 8 mm einer Gemengedecke auf eine bestimmte 
Temperatur (1050 °C) aufzuwärmen. Da diese Gemengeschicht nach einer 
bestimmten Zeit abfließt (oberhalb 1110 °C), kann davon ausgegangen werden, dass 
der Prozessschritt der Erwärmung der obersten Schicht von Relevanz für die 
Schmelzleistung ist. 
Das erste Modell kann theoretisch mit Hilfe der analytischen Gleichungen für die 
instationäre Wärmeleitung an einer Platte abgeschätzt werden, bei denen die 
Aufwärmtemperatur im Material von der Fourier-Zahl abhängig ist, die proportional 
von der Zeit und antiproportional von der Gemengedicke zum Quadrat ist [6, S. 2.51-
2.55]. Es gilt dabei folgender Zusammenhang zwischen der Schmelzleistung und der 
Gemengeschichtdicke s nach Gleichung ASZ 10. 
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                                                                              (ASZ 10) 
SchmelzeGemenge

m …entstehender Massenstrom von Gemenge in Schmelze 
 
Nach Gleichung ASZ 10 kann bestätigt werden, dass die Gemengeschichtdicke nach 
dem „Flintenschussmodell“ einen bedeutenden Einfluss auf die Schmelzleistung hat.  
 
Das zweite Modell zeigt hingegen, dass die Zeitdauer für das Aufheizen des 
Gemenges in einer Tiefe von 8 mm für unterschiedliche Gemengedicken in der 
gleichen Größenordnung liegt und damit die Schmelzleistung unabhängig von der 
Gemengeschichtdicke ist. Dieses Ergebnis bestätigt die experimentellen Ergebnisse 
von Biennek, bei denen sich ab einer bestimmten Gemengeschichtdicke eine 
maximale spezifische Schmelzleistung einstellt [10, S. 94]. 
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Da beide Modelle nur einen Teilaspekt betrachteten, wurde dazu übergegangen 
manuell in Excel die Randbedingungen so zu verändern, dass sobald in einer 
bestimmten Gemengeschichttiefe (10 mm) die Temperaturen größer als 1050 °C sind, 
eine bestimmte Gemengehöhe (4 mm) abgetragen wird. Die Gemengehöhe entspricht 
der notwendigen Höhe, die ein Rieselfilm bei geneigter Ebene mit einem bestimmten 
Massestrom mindestens haben muss, um den stationären Zustand des Rieselfilms und 
den Massestrom abzubilden. Die (manuellen) Einzelsimulationen zeigten, dass eine 
dünnere Gemengedicke schneller abschmilzt und die Schmelzleistung gegenüber 
dem dickeren Gemenge höher liegt.  
Die Probleme der Abbildung des Modells gegenüber der Realität sind klar zu 
erkennen. Einerseits ist die Gemengeschichttiefe, bei der ein Abtrag von 4 mm 
Gemenge geschehen soll, mit 10 mm etwas willkürlich gewählt und zweitens 
entspricht ein plötzlicher Abtrag von 4 mm Gemenge nicht dem realen fließenden 
Abtrag der Schmelze und ähnelt dem „Flintenschussmodell“.  
Zur Lösung des Problems wird deshalb im Folgenden davon ausgegangen, dass die 
partiellen Differentialgleichungen der Wärmeleitung und Strömungsmechanik 
entkoppelt werden können und damit eine vereinfachte numerische Lösung erfolgen 
kann. Es soll davon ausgegangen werden, dass sich umwandelndes Gemenge in 
Schmelze bei 1110 °C als neu strömendes Medium definieren lässt und damit die 
Abfließgeschwindigkeit der Schmelze erhöht wird. Gleichzeitig wird davon 
ausgegangen, dass sich die Schmelzhöhe verringert, sobald die oberste Schicht der 
Schmelze ein bestimmtes Kontrollgebiet verlässt.  
Ein erster Test der numerisch, explizit dargestellten Navier-Stokes-Gleichungen 
ergab, dass die Einstellung eines stationären Zustandes der Strömung zwischen 
unbewegter Schmelze hin zum stationär abfließenden Rieselfilm in einer kürzeren 
Zeit stattfindet, als für die numerische Simulation des Wärmetransport aus 
numerischer Sicht benötigt wird. Konkret bedeutet dies, dass die Zeitschrittweite von 
0,25 s zur Berechnung der numerischen Gleichung der Fourier-Gleichung größer ist 
als die Zeit zum Einstellen des stationären Zustandes in der Strömung. Daraus 
schlussfolgernd wurde ein Modell entwickelt in dem die Wärmeleitung numerisch 
und die Strömung mittels stationärer Werte des Rieselfilms berechnet werden. 
Eine Darstellung des Modells der numerischen Gleichungen, Herleitungen, 
Annahmen, Stoffwerte etc. soll im Folgenden erfolgen. 
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Berechnungen des Abfließens in der Abschmelzzone mit Hilfe von Excel 
Nach Gleichung LZ 3.4, siehe Anhang LZ, Kapitel 3 auf Seite 258 können 
Strömungen von Fluiden berechnet werden. Für den Anwendungsfall der 
instationären Betrachtung einer sich aus der Ruhe in Bewegung setzenden Schmelze 
mit konstanter Viskosität führt auf Gleichung ASZ 11. 
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Für die Berechnung des Abfließens in der Abschmelzzone wird das 
Tabellenkalkulationsprogramm Excel verwendet. Dazu werden im Laufe der 
Berechnung die Fourier-Gleichung und die Navier-Stokes-Gleichung explizit 
numerisch ausgewertet. 
Für die Navier-Stokes Gleichung ergibt sich für den betrachten Fall in expliziter 
Darstellung unter Vernachlässigung des konvektiven Terms die Gleichung ASZ 12 
für die Strömung in Richtung der abfließenden Schmelze. 
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1
0u … Geschwindigkeit in x-Richtung nach dem Zeitschritt Δt 
0
0u …  Geschwindigkeit in x-Richtung vor dem Zeitschritt Δt 
Δt… Zeitschritt für die Simulation der Navier-Stokes- und Fourier-Gleichung 
Δy… Abstand zwischen den Berechnungsknoten in y-Richtung 
0
0u , 
0
1u ,
0
1u … Geschwindigkeit der Schmelze im, links und rechts eines  
Berechnungsknoten 
gw…Hangabtriebskraft bzw. strömungsbeeinflussende Komponente der 
Erdbeschleunigung g 
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Mit Hilfe der Gleichung ASZ 12 wurden Simulationen für verschiedene 
Schmelzhöhen durchgeführt. Am Boden wurde als Randbedingung die 
Haftbedingung und für die Oberfläche der Schmelze eine freie Oberfläche, an der 
keine Scherspannungen wirken, gewählt. 
Die Berechnungen konvergierten bei einer Zeitschrittweite von 10-6 s. Die stationären 
Ergebnisse der Simulationen stimmten mit den theoretischen Werten nach Gleichung 
ASZ1 überein und konvergierten gegen die exakten analytischen Werte. Eine 
Berechnung der Einstellzeiten bis zum stationären Zustand ergab für Viskositäten 
von 5-50 Pas, Schmelzhöhen von 4-12 mm, einer Dichte von 1400 kg/m³ und einem 
Anstellwinkel von 10-40°, dass bei einem Fehler zum analytisch berechneten 
stationären Zustand von 0,01 % eine Einstellzeit von unter 0,25  s notwendig ist. 
  
numerische Auswertung der Fourier-Gleichung 
Die Berechnung der Fourier-Gleichung erfolgte numerisch und explizit. Die Fourier-
Gleichung wurde eindimensional nach Gleichung ASZ 13 verwendet, da in den 
Simulationen nur der Wärmestrom von dem Ofenraum an das Gemenge und die 
Schmelze berechnet werden sollte. In Gleichung ASZ 13 wird der Energieinhalt der 
wegströmenden Schmelze nicht berücksichtigt und es wird stattdessen davon 
ausgegangen, dass die physikalischen Vorgänge in dem 1 m langen Schmelzbereich 
durch die berechneten Temperaturen repräsentiert werden.  
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ρ… Dichte des Körpers 
cp… spezifische Wärmekapazität 
λ… Wärmeleitfähigkeit des Körpers 
T… Temperatur des Körpers / des Fluids in K 
 
Gleichung ASZ 14 gibt die numerische Darstellung, wie sie in den Simulationen 
verwendet wurde, vom Prinzip her an. 
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a…   Temperaturleitfähigkeit in m²/s 
1
0T …   Temperatur in y-Richtung nach dem Zeitschritt Δt 
0
0T …    Temperatur in y-Richtung vor dem Zeitschritt Δt 
Δt…   Zeitschritt für die Simulation der Fourier-Gleichung 
0
0T , 
0
1T ,
0
1T … Temperatur des Gemenges / der Schmelze im, unter- und  
oberhalb eines Berechnungsknoten 
 
Die Einbeziehung des Übergangs von Gemenge zur Schmelze bei 1050 °C ergibt, 
dass die Veränderung der Wärmeleitfähigkeit jedes Knotens in Excel beachtet 
werden muss. Dies kann mit Hilfe der „Wenn …Dann“-Funktion in Excel erfolgen.  
Das Problematische ist dabei, das numerisch beachtet werden muss, dass der 
abgegebene Wärmestrom durch den Temperaturgradient in einem Knoten auch vom 
anderen Knoten aufgenommen wird. Dies kann mit Hilfe der Gleichung ASZ 14 nur 
erfolgen, solange die Wärmeleitfähigkeiten aller Knotenpunkte gleich sind. Sobald 
sich die Wärmeleitfähigkeiten ändern, sind die abgegebenen und aufgenommenen 
Wärmeströme zwischen zwei Knoten nicht mehr gleich groß. Aus diesem Grund ist 
es aus physikalischer Sicht notwendig am Übergangsbereich Gemenge / Schmelze 
die Gleichung ASZ 14 in Form von Wärmeströmen darzustellen. Die Gleichungen 
ASZ 15 und ASZ 16 stellen diese Form näher dar. 
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einQ

… in den Knoten eintretender Wärmestrom 
ausQ

… aus den Knoten austretender Wärmestrom 
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λein… mittlere Wärmeleitfähigkeit an der Oberseite des Knoten 
λaus… mittlere Wärmeleitfähigkeit an der Unterseite des Knoten 
 
Die Berechnung der mittleren Wärmeleitfähigkeiten erfolgt mit Hilfe des 
Wärmedurchgangs und soll für die Oberseite als Beispiel in Gleichung ASZ 17 
dargestellt werden. Der Abstand zwischen zwei Knoten wird innerhalb der 
Simulationen mit 1 mm immer gleich groß gewählt. 
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λ0-1, λ00…  Wärmeleitfähigkeit der Schmelze oder des Gemenges im und  
unterhalb eines Berechnungsknoten 
 
Die sich verändernden Wärmeleitfähigkeiten machen eine doppelte 
„wenn…dann“ Abfrage innerhalb des Tabellenkalkulationsprogramms Excel 
notwendig. 
Für die Randbedingungen der Fourier-Gleichung werden am Boden eine adiabate 
Wand gewählt und an der Oberfläche der eintretende Wärmestrom mit Hilfe des 
Nulldimensionalen Ofenraums nach den Arbeiten von Protze als ganzrationale 
Gleichung von Grad n=4 eingesetzt. Für die adiabate Wand fällt damit für den letzten 
Knoten der austretende Wärmestrom weg. An der Oberfläche wird der einkommende 
Wärmestrom nur mit der ganzrationalen Funktion für die Strahlung berechnet. 
Weiterhin ist der Berechnungsknoten an der Oberfläche bei Beginn der Rechnung 
nicht 1 mm, sondern nur 0,5 mm dick73. Die Zeitschrittweite zeigt bei 0,25 s in jedem 
Fall konvergentes Verhalten.  
                                                 
73 Im Programm werden die Oberflächenrandbedingung des Wärmestroms aus dem Oberofen sobald 
die oberste Schicht das Kontrollgebiet verlässt auf die nächste Ebene mit Hilfe von Visual Basic 
verschoben. Der Ansatz einer 0,5 mm dicken Oberfläche ist aus der Wärmeübergangsbedingung von 
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Das numerische Modell für die Fourier-Gleichung kann mit Hilfe der analytischen 
Gleichungen [6, S. 2.51-2.55]  für die instationäre Erwärmung einer unendlichen 
langen und breiten Platte, die eine endliche Tiefe besitzt, verglichen werden. Dazu 
wird der Fall simuliert, dass eine unendlich große Biot-Zahl vorliegt, die 
Umgebungstemperatur 1600 °C ist, kein Phasensprung stattfindet, die Dichte       
1400 Kg/m³, die spezifische Wärmekapazität 1672 J/(kg*K) und die 
Wärmeleitfähigkeit über den gesamten Bereich 0,315 W/(m*K) beträgt. Für die 
analytische Gleichung wird mit vier Gliedern gerechnet. Abbildung ASZ 11 zeigt die 
Ergebnisse für den numerischen und analytischen Fall. 
 
Die Abbildung ASZ 11 zeigt, dass eine gute Übereinstimmung zwischen dem 
analytischen und numerischen Ergebnis vorliegt. Eine genaue Betrachtung zeigt, dass 
bei den hohen Temperaturen Unterschiede von maximal 0,5 K vorliegen. Bei den 
tieferen Temperaturen bzw. innerhalb des Körpers liegen die Unterschiede bei 
maximal 5 K. Der maximale Fehler betrug 0,5 %. 
 
 
 
 
 
                                                                                                                                          
Vorteil, aber bei genauerer Betrachtung wird die 0,5 mm dicke Zellschicht auch auf die nächste Zelle 
mit übertragen. Dieser Fehler wurde nach Abschluss aller Simulationen bei der Skriptanfertigung 
erkannt und konnte nicht mehr revidiert werden. Es muss davon ausgegangen werden, dass durch 
diesen Algorithmus-Fehler das Aufwärmen der obersten Schicht schneller vonstatten geht und damit 
der Wärmeeintrag in das Gemenge bzw. in die Schmelze erhöht wird.  
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Vergleich der numerischen Simulation mit dem Ergebnis 
der analytischen Gleichung
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Abb. ASZ 11: Vergleich der numerischen Auswertung der Fourier-Gleichung mit der 
analytischen Gleichung für eine unendliche lange und breite Platte, welche eine 
endliche Tiefe besitzt. Dazu wird der Fall simuliert, dass eine unendliche große Biot-
Zahl vorliegt, die Umgebungstemperatur 1600 °C ist, kein Phasensprung stattfindet, 
die Dichte 1400 Kg/m³, die spezifische Wärmekapazität 1672 J/(kg*K) und die 
Wärmeleitfähigkeit über den gesamten Bereich 0,315 W/(m*K) beträgt. Für die 
analytische Gleichung wird mit 4 Gliedern gerechnet. Die Auswertezeit beträgt    
2500 s. Der Zeitschritt bei der numerischen Modellierung liegt bei 0,1 s und der 
Abstand zwischen zwei Knoten bei 0,5 mm Zellweite. 
 
Berechnungsprogramm zur Simulation der Abschmelzzone im Segmented-
Dünnschichtschmelzer 
Die numerische Auswertung der Fourier-Gleichung und Navier-Stokes-Gleichung 
ergibt, dass die Zeitschrittweite bei der Fouriergleichung bei 0,25 s und die 
Zeitschrittweite der Navier-Stokes-Gleichungen bei 10-6 s liegen sollte. Weiterhin 
kann mit Hilfe der numerischen Simulationen gezeigt werden, dass die Einstellzeit 
der Strömung vom Ruhezustand auf stationäre Verhältnisse aufgrund der hohen 
Viskositäten der Schmelze und der geringen Schmelzbadhöhen bei kleiner 0,25 s 
liegt.  
Daraus schlussfolgernd wurde festgelegt, dass die numerische Auswertung der 
Navier-Stokes-Gleichung im numerischen Modell nicht durchgeführt werden, 
sondern die Strömung mit Hilfe der Rieselfilmgleichung abgebildet werden soll. 
Bedingungen dafür sind, dass sich bei Veränderung im System, wie der Entstehung 
von fließfähiger Schmelze ab 1110 °C und dem Wegfließen von Schmelze aus den 
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Kontrollgebiet, die Einstellzeiten der neuen Verhältnisse mindestens 0,25 s dauern 
sollten und bei der numerischen Simulation während des Übergangszeitschritts 
immer mit den ungünstigeren Werten für das Abfließen gerechnet werden soll. 
Es wurde bei der Modellierung davon ausgegangen, dass nur der oberste Bereich der 
Abschmelzzone modelliert werden soll74. Weiterhin soll nur ein Meter als Kontroll-
gebiet verwendet werden. Es wurde davon ausgegangen, dass alle Verhältnisse für 
die Wärmeübertragung und das Abfließen in X-Richtung für diesen Meter am 
Anfang der Abschmelzzone gleich sind. 
Die Modellierung erfolgt nun in dem Maße, dass für jede Schicht der Schmelze 
berechnet wird, bis wann diese Schicht einen Meter durch Fließen zurückgelegt hat 
und somit aus den Kontrollgebiet verschwunden sein sollte. Für die unterste Schicht 
an Schmelze, welche mit der obersten Schicht des Gemenges Kontakt hat, gilt 
Haftbedingung und ein Wegfließen dieser Schicht ist nicht möglich. 
Das Tabellenkalkulationsprogramm Excel wurde dabei mit dem darin enthaltenen 
Visual Basic Programm so programmiert, dass alle Operationen für die Simulation 
automatisch ausgeführt werden. Die Berechnungszeit für eine Simulation lag mit 
Hilfe von Visual Basic dadurch für den diskontinuierlichen Fall bei etwa 2 h und für 
den kontinuierlichen Fall bei etwa 1,5 h.  
 
weiteres zur Durchführung der Simulationen 
Während der Simulation war es notwendig als Stoffparameter eine Viskosität zur 
Berechnung der Strömungsgeschwindigkeitsverteilung in der Schmelze mit Hilfe der 
Rieselfilmgleichung festzulegen. Die Realität gibt vor, dass für jede Schicht eine 
Viskosität vorherrscht. Eine Implementierung dieser Gegebenheit wurde in Excel 
nicht durchgeführt. Stattdessen wurde eine mittlere Viskosität für den 
Strömungsvorgang berechnet bzw. durch iteratives Vorgehen bestimmt. Dazu wurde 
eine repräsentative Anzahl an Temperaturwerten aus der Simulation entnommen und 
für den Strömungsvorgang die mittlere Temperatur und Viskosität berechnet. 
Die repräsentative Anzahl an Temperaturwerten wurde je nach Simulationsmethode 
(kontinuierliches Abschmelzen oder diskontinuierliche Abschmelzen) 
unterschiedlich bestimmt. Für den diskontinuierlichen Fall zeigte es sich, dass in 
einem bestimmten Zeitraum die Schmelzleistung quasi konstant ist. Aus diesem 
                                                 
74 Mit dieser Annahme wird gesichert, dass nicht zusätzliche, von weiter oben stammende Glas-
schmelze im Modell berücksichtigt werden muss. 
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Grund wurde die Temperatur aller Zellen während des Abfließens einer Schicht 
berechnet. Das bedeutet, dass sobald eine Oberflächenschicht verschwunden ist, alle 
Zellen mit einer Temperatur größer 1110 °C ausgewertet wurden, bis die nächste 
Oberflächenschicht verschwindet. Aus diesen Werten wurden dann eine mittlere 
Temperatur und damit eine mittlere Viskosität berechnet. Diese neue mittlere 
Temperatur bzw. Viskosität wurde als Startwert für eine neue Simulation verwendet. 
Dieser Vorgang wurde solange manuell durchgeführt bis sich die mittlere 
Temperatur nicht mehr um einen Werte von größer 0,5 K änderte. Erfahrungen 
während der Simulationen sorgten dafür, dass durch die geschickte Wahl und 
Bewertung der Ergebnisse für die mittleren Temperaturen im Allgemeinen nach fünf 
Iterationen die „wahre“ mittlere Temperatur gefunden wurde.  
 
Tabelle ASZ 6 zeigt hierzu ein Beispiel der Iterations-Methode. Es wurden in 
Tabelle ASZ 6 verschiedene Temperaturen am Anfang gewählt, da nicht ganz sicher 
war, wie sich die Wahl von unterschiedlich hohen Temperaturen auf das Ergebnis 
der mittleren Temperatur auswirkt.  
 
Aus Tabelle ASZ 6 kann entnommen werden, dass die mittlere Temperatur bei    
1247 °C liegt. Wird eine niedrigere Ausgangstemperatur gewählt, dann ist das 
Ergebnis der mittleren Temperatur eine Temperatur, welche oberhalb der 
„wahren“ mittleren Temperatur liegen sollte. Dementsprechend andersherum ist es, 
wenn die Temperaturen zu hoch gewählt werden. 
 
Tab. ASZ 6: Ablauf zur Findung der mittleren Temperatur und Viskosität während 
der Simulation 
Temperatur 
[°C] 
spezifische 
Wärmekapazität  
[J/(kg*K)] 
mittlere Temperatur 
anhand der Simulation  
[°C] 
mittlere Viskosität 
anhand der Simu-
lation [Pas] 
1245 1619,5 1248 9,32 
1250 1618,8 1245,8 9,98 
1300 1612,3 1269 6,1 
1350 1605,7 1267 6,32 
1400 1599,1 1265 6,69 
1247 1619,2 1247 9,536 
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Beim kontinuierlichen Prozess wurden alle Temperaturen größer 1110 °C der letzten 
Iteration genommen und aus diesen Werten der Mittelwert der Temperatur berechnet. 
Das weitere Vorgehen entsprach dem des diskontinuierlichen Verfahrens. 
 
Fehlerbetrachtung 
Das dargestellte Modellierungsprogramm, dass mit Hilfe von numerischen Methoden 
und relativ einfachen Modellen in Excel aufgebaut wird, hat aus mehreren schon 
genannten Gründen nichts mit der Realität der Prozesse in der Wirklichkeit 
gemeinsam.  
Die Ursache liegt in den nicht an die Realität angepassten Modellen, den zur 
Verfügung stehenden Stoffwerten, der Komplexität der physikalischen Vorgänge und 
im Zeitaufwand für die Untersuchungen.  
Im Anbetracht der vereinfachten Modellannahmen sollen beispielhaft die Dichte, die 
Wärmeleitfähigkeit und die Viskosität als Fehlerquelle herausgegriffen werden.  
 
Ein Schwachpunkt des Programms ist der nicht berücksichtigte Übergang von 
Gemenge in Schmelze und der sich dabei veränderten Dichte mit der Zeit. Die 
Begründung für diese Nichtberücksichtigung liegt einerseits in der Einfachheit des 
Programms und andererseits in der Geschwindigkeit und im Speicherbedarf für die 
Durchführung der Simulationen. Auf leistungsfähigeren Rechnern und einer 
Programmierung in effizienteren Computersprachen mit angepasster Speicherung der 
Daten ist eine Implementierung des Dichtesprungs von Gemenge auf Schmelze 
denkbar. Der Zeitfaktor der Veränderungen der Dichte des Gemenges und dessen 
genaue Abbildungen bleiben aber auch für diesen skizzierten Fall unberücksichtigt. 
Von Interesse wären die Auswirkungen des Dichtesprungs auf die Schmelzleistung 
für bestimmte praxisrelevante Fälle und sollten in zukünftigen Simulationen 
berücksichtigt werden.  
Der Fehler des nicht implementierten Dichtesprungs wurde für das Abfließen der 
Schmelze in Gleichung ASZ6 schon vorgestellt. Auf der anderen Seite steht die 
verringerte Schmelzhöhe, die einen besseren Wärmetransport liefert. Durch das 
zusätzliche Abschmelzen von Gemenge pro Zeiteinheit steigt die Höhe der 
Schmelzschicht wieder und ein schnelleres Abfließen auch auf Grund der höheren 
Dichte der Schmelze wird sich ergeben. Wie sich die Effekte in der Realität 
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beeinflussen, kann nicht gesagt werden. Eine vereinfachte Abschätzung soll an dieser 
Stelle erfolgen.  
Für die Darstellung des Temperaturverlaufs in der Nähe der Oberfläche im 
Gemengehaufen und der Schmelze kann als tendenzieller Wert für die 
Temperaturdifferenz innerhalb der Schmelzschicht ein Wert von 212 K 75  ange-
nommen werden. Es soll angenommen werden, dass diese Temperaturdifferenz und 
damit verbunden die mittlere Temperatur der abfließenden Schmelze bei 
Berücksichtigung der Dichte gleich groß ist. Die Höhe der abfließenden Schmelze 
beträgt 5,5 mm. Verringert sich die Höhe des Gemengehaufens von 5,5 mm auf das 
Schmelzeniveau von 2 mm, dann verändert sich antiproportional der weitergeleitete 
Wärmestrom nach Gleichung ASZ 18. Es entsteht mehr Schmelze durch den 
erhöhten Wärmetransport, die Schmelzhöhe vergrößert sich und die Abfließ-
geschwindigkeit wird erhöht. Das System strebt damit einen Grenzwert entgegen, bei 
dem der Wärmetransport an die Schmelze aus dem Oberofen gleich dem Abtransport 
an kalorisch76 gespeicherter Wärme in der Schmelze für den Fall einer adiabaten 
Wand am Boden des Gemenges ist77. 
dy
dT
AQ Gl 

                                                                                              (ASZ 18) 
A…   Oberfläche der Schmelze 
T…  Temperatur der Schmelze 

Q …  Wärmestrom 
Gl …  Wärmeleitfähigkeit der Glasschmelze 
y…  Koordinatenrichtung  
 
Der zweite Fehler in der Simulation, der aber auch für zukünftige Simulationsreihen 
mit kommerziellen Simulationsprogrammen ohne eine Weiterentwicklung nicht 
                                                 
75 Der Wert wurde anhand von Simulationsergebnissen beispielhaft an dieser Stelle ausgesucht.  
76 Der chemische Wärmebedarf der Schmelze ist mit enthalten. 
77 Die Annahme einer adiabaten Wand als untere Randbedingung am „Boden“ des Gemenges ist für 
den Fall einer kontinuierlichen Zufuhr von Gemenge gerechtfertigt, da ständig kaltes Gemenge am 
Boden zugeführt wird und der Wärmetransport durch die geringe Wärmeleitfähigkeit des Gemenges 
so verringert ist, dass die Temperaturen bei ausreichenden Schichtdicken des Gemenges am Boden 
nicht ansteigen werden.  
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behoben werden kann, ist der Parameter der Wärmeleitfähigkeit der Schmelze. Die 
Wärmeleitfähigkeit ist aus mehreren genannten Gründen eine unbekannte Funktion 
von der Zeit, der Konstruktion des Oberofens, der Verbrennungstechnik, der Wahl 
der Einlegemethode und der Gemengevorbehandlung. Eine ordentliche Modellierung 
sollte vom Rosseland-Modell weggehen und den Strahlungstransport in der 
Schmelze und am Gemenge mit Hilfe anderer Modelle beschreiben. Der Parameter 
der reinen Wärmeleitfähigkeit ist dann mit 2-2,5 W/(m*K)25 [24] eine bekannte 
Größe.  
In diesem Zusammenhang ist die Randbedingung des Wärmeübertrags an der 
Oberfläche zu bewerten. Im Modell wird die Randbedingung an die Oberfläche der 
abfließenden Schmelze bzw. beim ersten Erwärmen an die Oberfläche des Gemenges 
gelegt. Für den Wärmetransport in der Schmelze steht die Frage, ob die Strahlung 
aus dem Oberofen die entstehende Schmelze passieren kann oder ob die Strahlung 
im oberen Bereich absorbiert wird. Beim Strahlendurchgang muss dabei zwischen 
dem Einfluss der Blasen und dem Einfluss des Restquarzes unterschieden werden. 
Den Einfluss der Blasen hat Berg [35, S. 126 ff.] abgeschätzt. Je nach Größe der 
Blasen und Blasendichte wird die Strahlung auf einen Zentimeter in der 
Größenordnung von 0,5-10 % abgeschwächt. Die in den Simulationen aufgetretene 
Schmelzhöhe lag bei 4-10 mm, so dass als maximale Größe eine Abschwächung der 
Strahlung durch Blasen von 10 % angenommen werden kann.  
Die Bewertung des Einflusses des Restquarzes bzw. Quarz in der Schmelze wurde 
von Berg mit Hilfe von Abkühlversuchen untersucht und es zeigte sich, dass der 
Restquarz die Strahlung komplett absorbiert. Zusätzlich zu den Ergebnissen von 
Berg kann mit Hilfe des Modells von Biermann und Vortmeyer [29, S. 448.2] der 
Absorptionsgrad von Partikelwolken in Gasen abgeschätzt und für den Fall der 
Schmelze auf dem Gemenge abschätzend übertragen werden. Die Absorption der 
Schmelze wird bei den hier gemachten Berechnungen nicht berücksichtigt. 
Gleichung ASZ 19 beschreibt das Verhalten der Staubwolke. 
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)exp(1 glBPvSW sAa                                                                  (ASZ 19) 
αSW… Absorptionsgrad der Staubwolke 
AP…. spezifische Projektionsfläche der Partikel 
ρB… Beladungsdichte 
sgl… gleichwertige Schichtdicke 
av... Strahlungskoeffizient der Partikel 
 
Die spezifische Projektionsfläche der Partikel wird mit Hilfe von Gleichung ASZ 20 
berechnet. 
PP
P
d
A


2
3
                                                                                            (ASZ 20) 
ρp…Dichte des Partikels 
dP…Durchmesser des Partikels 
 
Für die Stoffwerte werden folgende Größen verwendet:  
sgl   vier und zehn mm 
dP   0,3 / 0,1; / 0,05 mm 
ρp   2650 kg/m³ für Quarz [36, S. 65] 
ρB   96,6 und 322 kg/m³ für eine Schmelze mit 70 % Scherben und ohne Scherben 
av   0,34 für einen weißen Sand
51 [29, S. 375.2] 
 
Die Ergebnisse für die verschiedenen Schmelzen zeigt Tabelle ASZ 7. 
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Tab. ASZ 7: Absorption von Strahlung in % der abfließenden Schmelze für 
verschiedene Scherbengehalte und Schmelzhöhen (0-% / 4 mm …0-% Scherben mit 
einer Schmelzhöhe von 4 mm). Es wird von der Reinabsorption ausgegangen, wobei 
Verluste durch Rückrefletion in den Ofenraum bei dieser Betrachtung nicht 
berücksichtigt werden. 
dp in 
[mm] 
AP in 
[m²/kg] 
0 % /  
4 mm 
0 % /  
10 mm 
70 % /  
4 mm 
70 % /  
10 mm 
0,3 1,89 56 87 22 46 
0,1 5,66 92 100 52 84 
0,05 11,32 99 100 77 98 
 
Die Absorption der Strahlung in der abfließenden Schmelze in Tabelle ASZ 7 zeigt, 
dass es eine Abhängigkeit zwischen den eingesetzten Rohstoffen und dem 
Scherbengehalt gibt. Würde die gesamte Strahlung durch die Schmelze hindurch 
gelangen und läge die Oberflächentemperatur des Gemenges bei 1100 °C, dann 
würde ein Wärmestrom von 161 kW/m² bei einer Oberofentemperatur von 1650 °C 
übertragen werden. Wäre hingegen der Absorptionsgrad der abfließenden Schmelze 
bei nahe 178, dann würde ein Wärmestrom von 134 kW/m² bei einer Oberofen-
temperatur von 1650 °C und einer Oberflächentemperatur der Schmelze von 1350 °C 
übertragen werden.  
 
Als letzter Fehler ist die Viskosität des einschmelzenden Gemenges zu bewerten. Die 
Viskosität des einschmelzenden Gemenges ist wie die Wärmeleitfähigkeit und die 
Dichte eine Funktion der Zeit, der Temperatur und des Gemengezustandes. Die 
Temperaturabhängigkeit der Viskosität wurde im Excel-Programm nur qualitativ 
bewertet, indem eine mittlere Temperatur ermittelt und darüber eine mittlere 
Viskosität berechnet wurde. Der Einfluss der Viskositätsverteilung infolge des 
Temperaturgradienten in der Schmelzschicht auf die Geschwindigkeitsverteilung der 
Schmelze wurde anhand von Ergebnissen zur Temperaturverteilung für das 
kontinuierliche Abschmelzen bewertet. Zur Berechnung der Geschwindigkeits-
verteilung im stationären Zustand wurde Gleichung LZ 3.5 im Anhang LZ, Kapitel 3 
auf Seite 259 und das zugehörige Programm verwendet. 
                                                 
78 Reflexionen werden bei dieser Betrachtung nicht berücksichtigt. 
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Es ergab sich der Verlauf der Geschwindigkeitsverteilung in der Schmelze nach 
Abbildung ASZ 12. 
Einfluss der Wahl einer mittleren Viskosität auf die 
Geschwindigkeitsverteilung in der Schmelzschicht
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Abb. ASZ 12: Geschwindigkeitsverteilung mit und ohne Beachtung der 
Temperaturabhängigkeit der entstehenden Erstschmelze 
 
Das Ergebnis des Vergleichs der Geschwindigkeitsverteilung mit und ohne 
Beachtung der Temperaturabhängigkeit der Viskosität zeigt, dass das reale 
Abschmelzen schneller verlaufen sollte. Da die oberste Schicht das Kontrollgebiet 
schnell verlässt und zum anderen wiederum dadurch die Wärmefortleitung 
begünstigt wird, kann davon ausgegangen werden, dass die berechneten Werte zum 
Abschmelzen im Hinblick auf den Fehler Viskosität zu niedrig berechnet wurden.  
Weiterhin gibt die berechnete mittlere Temperatur für jedes Simulationsergebnis eine 
Grenze für den maximalen Wärmestrom und damit den maximalen Massenstrom an. 
Die Begründung liegt in der dann mit Sicherheit größeren Verweilzeit der 
Erstschmelze auf dem Gemenge, da nur die Oberflächentemperatur die gleiche 
Temperatur wie die in den Simulationen ermittelte mittlere Temperatur aufweist. 
Eine Abschätzung der Größenordnung des Massestroms im Einlegebereich der 
Abschmelzzone kann deswegen mit Hilfe der numerischen Ergebnisse berechnet 
werden, soll aber an dieser Stelle nicht weiter dargestellt werden. 
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Relevante Ergebnisse der halbnumerischen Modellierung mit Excel  
Für diese Arbeit sind nur die Ergebnisse der Simulationen zur Bewertung des 
Einflusses des Anstellwinkels, der Oberofentemperatur und der Wärmeleitfähigkeit 
der Schmelze von Interesse. Für diese Einflussfaktoren wurden folgende 
Simulationen durchgeführt. 
 
a) Einfluss des Anstellwinkels 
Für die Klärung der Frage, wie sich die Schmelzleistung bei Veränderung des 
Anstellwinkels ändert, wurden Simulationen bei 1650 °C Oberofentemperatur, einem 
Emissionsgrad von 0,6 der Gemengeoberfläche, einem kontinuierlichen Prozess und 
einem Gemenge ohne Vorbehandlung und Scherben durchgeführt. Der Anstellwinkel 
wurde dabei von 5-35°79 in jeweils 5° Schritten verändert.  
 
b) Einfluss der Oberofentemperatur 
Für die Klärung der Frage, wie sich die Schmelzleistung mit unterschiedlicher 
Oberofentemperatur verändert, wurden Simulationen mit einem Emissionsgrad von 
0,4 und 0,6 der Gemengeoberfläche, einem Anstellwinkel von 25° und unter 
Verwendung von einem Gemenge ohne Vorbehandlung und ohne Scherben bei 
einem kontinuierlichen Prozess durchgeführt. Die Oberofentemperatur wurde von 
1400-1700 °C in jeweils 50 Kelvinschritten erhöht. Weiterhin wurden für 1400 °C 
und 1500 °C der Einfluss der Beheizungstechnologie für sogenannte Deckenbrenner 
bzw. Porenbrenner [37] untersucht werden. Der Wärmestrom für diesen Fall wurde 
ebenfalls mit einem von Protze [12, Teil 3, S. 126-135] umgesetzten Algorithmus 
berechnet. 
 
c) Einfluss der Wärmeleitfähigkeit der Schmelze 
Für die Klärung der Frage, wie sich die Schmelzleistung bei veränderlicher 
Wärmeleitfähigkeit der Schmelze verändert, wurden Simulationen bei 1550-1700 °C 
Oberofentemperatur, einen Emissionsgrad von 0,6 der Gemengeoberfläche, einem 
kontinuierlichen Prozess und einem Anstellwinkel von 25° durchgeführt. Die 
Wärmeleitfähigkeit wurde mit 2, 4 und 6 W/(m*K) variiert. 
 
                                                 
79 Für 5° wurden Simulationen für 1550-1700°C verwendet. 
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Anhand der Simulationen war es möglich einerseits die spezifische Schmelzleistung, 
siehe beispielhaft Abbildung ASZ 13 und andererseits den Temperaturverlauf als 
Funktion der Zeit der obersten Schicht an Schmelze, welche nach unten strömt, siehe 
beispielhaft Abbildung ASZ 14, zu ermitteln.  
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Abb. ASZ 13: spezifische Schmelzleistung in Abhängigkeit von der Oberofen-
temperatur für ein Gemenge mit einem Emissionsgrad von 0,6 
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Abb. ASZ 14: Einfluss der Oberofentemperatur auf die Veränderung der Temperatur 
an der Oberfläche der Schmelze mit der Zeit bei einem Emissionsgrad des Gemenges 
von 0,6. 
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Das für diese Arbeit relevante Ergebnis wird in Abbildung 25 dargestellt und zeigt 
für verschiedene Parameter die Abhängigkeit der Temperatur der abfließenden 
Schmelze als Funktion der spezifischen Schmelzleistung der Abschmelzzone.  
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Abb. ASZ 15: maximale Temperatur der abfließenden Schmelze als Funktion der 
spezifischen Schmelzleistung für die Parameter Wärmeleitfähigkeit und Anstell-
winkel der Abschmelzzone 
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Anhang RQLZ   Arbeiten zur Restquarzlösezone des 
Segmented-Dünnschichtschmelzers 
RQLZ 1 Numerische Simulationen zur Restquarzlösezone 
Die numerischen Simulationen zur Restquarzlösezone wurden mit Hilfe des 
Programms GFM der Firma GlassService Inc. [1] durchgeführt, wobei als Grundlage 
die Studienarbeit von Abt [2] verwendet wurde, siehe Unterabschnitt 5.2.1 der 
Hauptarbeit. 
 
Bei den Berechnungen wurden folgende Randbedingungen in dem Modell von Glass 
Service, Inc. nach Tabelle RQLZ 1 und Tabelle RQLZ 2 verwendet. Zur Bewertung 
der Wandverluste wurden mit Hilfe des Modells zur Berechnung der „optimalen 
Wanddicke“ Wärmedurchgangskoeffizienten der Seitenwand und des Bodens für die 
„Konstruktion der Läuterzone mit global minimalen Kosten“ ermittelt. Diese 
Wärmedurchgangskoeffizienten wurden als äußere Randbedingung für die 
Ofenwände zur Ermittlung der Wärmeverluste angesetzt. Als Ofenwand wurde für 
den Boden und die Seitenwand eine jeweils 250 mm dicke Feuerfeststeinschicht aus 
ER168180 zur Abgrenzung verwendet.  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
                                                 
80 Die Steineigenschaften von ER1681 befinden sich direkt im Modell GFM als Datenbank [1]. 
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Tab. RQLZ 1: Thermische Randbedingungen 
Bezeichnung Funktion Wert 
 
TopWall 
Wärmeverluste der Ofenwände 
der Schmelzwanne an die 
Seitenwände des Oberofens 
 
0 W/m² 
(adiabate Randbedingung) 
 
 
Kühlung 
Bewertet den Einfluss einer 
Kühlung der Feuerfeststeine im 
Bereich der Dreiphasengrenze, 
wobei der Einfluss auf 100mm 
begrenzt wurde. 
 
 
-18 kW/m² 
 
Glass input 
Eingangstemperatur der 
Glasschmelze 
 
1400 °C 
 
Glass output 
Wärmeverluste durch 
Wärmeleitung am Durchlass 
innerhalb der Schmelze 
 
0 W/m² 
 
Wärmedurchgangs- 
Koeffizient 
Bewertet die Wärmeverluste 
durch den Boden und die 
Seitenwände als 
Wärmedurchgangskoeffizient 
 
 
0,3 W/(m²*K) 
 
 
 
Top Glass 
Bewertet den Wärmestrom aus 
dem Oberofen an die Schmelze. 
Es wurde von einem konstanten 
Wärmestrom ausgegangen, der 
nur zur Deckung der 
durchschnittlichen Wandverluste 
aufgebracht wird. Entsprechend 
wird kein Schaum modelliert. 
 
 
 
2,1 kW/m² 
Cooling Kühlung der Elektroden -4,44*106 W/m³ 
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Tab. RQLZ 2: strömungsmechanische Randbedingungen 
Bezeichnung Funktion Wert 
 
 
Top Glass 
Slip (free surface)-
Randbedingung. Diese 
Randbedingung sorgt dafür, dass 
an der Oberfläche der 
Glasschmelze keine 
Schubspannungen auftreten 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Glass input 
I/O-full and half parabolic 
velocity distribution 
Beschreibt die in den 
Glasschmelzofen einströmende 
Tonnage, wobei das 
Strömungsprofil eines 
Rieselfilms, siehe Anhang ASZ, 
Kapitel 2 Abbildung ASZ 8 
Seite 165, verwendet wird. Die 
Glasschmelze strömt über die 
gesamte Breite gegenüber dem 
Durchlass in die 
Restquarzlösezone ein. 
 
 
 
 
 
z.B. 5,55556 kg/s 
für 480 t/d 
 
 
 
 
Glass output 
I/O-full parabolic velocity 
distribution 
Beschreibt die aus dem 
Glasschmelzofen am Durchlass 
ausströmende Tonnage, wobei das 
Strömungsprofil einer 
vollausgebildeten, laminaren 
Strömung verwendet wird.  
 
 
 
 
z.B. -5,55556 kg/s 
für 480 t/d 
 
Als Stoffwerte für die Glasschmelze wurden die Daten für eine 
Behältergrünglasschmelze aus dem Programm GFM von Glass Service, Inc. 
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entnommen81. Der Wärmetransport durch Strahlung in der Glasschmelze wird im 
Modell GFM durch Strahlungswärmeleitfähigkeiten berechnet, was für Grünglas 
akzeptabel ist, siehe auch Anhang LZ, Abschnitt 7.1 auf Seite 278.  
 
Das Ziel der Simulationen ist es eine Konfiguration / Konstruktion mit einer hohen 
Verweilzeit der Schmelze bei der für die Auflösung des Sandes entsprechend 
notwendigen Temperaturen in der Restquarzlösezone zu erzielen. Die konstruktiven 
Randbedingungen für die Simulationen sind eine spezifische Schmelzleistung der 
Restquarzlösezone von 19,6 t/(m²*d) und die der Läuterzone von 20 t/(m²*d).  Der 
Wert 19,6 t/(m²*d) wurde anhand einer Abschätzung der möglichen spezifischen 
Schmelzleistung mit Hilfe der reinen Pfropfenströmung mit freier Oberfläche 
ermittelt82. Für die reine Pfropfenströmung mit freier Oberfläche wurde dazu die 
Abhängigkeit der spezifischen Schmelzleistung für verschiedene Tiefen der 
Restquarzlösezone in Abbildung RQLZ 1 berechnet. Der Faktor 1,5 [4, S. 678, Gl. 
(14.17)], der das Verhältnis zwischen maximaler Strömung zur mittleren Strömung 
für den Fall der Pfropfenströmung mit freier Oberläche beschreibt, wurde mit in die 
Berechnung übernommen. Für eine Restquarzlösezonentiefe von 1 m und einer 
Restquarzlösezeit von 90 min 83  kann ein Wert von 24 t/(m²*d) 84  in Abbildung    
RQLZ 1 abgelesen werden. 
 
                                                 
81 Glasschmelzeigenschaften Container-Green im GFM-Modul [1] 
82  Wenn die Restquarzlösezeit bekannt ist, dann kann für eine gegebene Tonnage die maximale 
Geschwindigkeit in der Restquarzlösezone für den Fall einer Pfropfenströmung anhand der 
Abmessungen der Restquarzlösezone ermittelt werden. 
83 Anhand von Messungen von Al Hamdan [3, Folie 16] kann für ein Standardgemenge bei 1400°C 
eine Restquarzlösezeit von 90 min angenommen werden. 
84 Ursprünglich wurde ein Wert von 24 t/(m²*d) für die spezifische Schmelzleistung gewählt, aber aus 
konstruktiven Gründen wurde ein geringerer Wert von 19,6 t/(m²*d) für die Simulationen angesetzt. 
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Abb. RQLZ 1: spezifische Schmelzleistung für unterschiedliche Schmelzbadhöhen 
und Verweilzeiten / Restquarzlösezeiten 
 
Der Wert der spezifischen Schmelzleistung der Läuterzone mit 20 t/(m²*d) ergibt 
sich anhand der Optimierungsrechnungen zur Berechnung einer Läuterbank mit 
minimierten Kosten, siehe Abschnitt 3.2, Seite 48 der Hauptarbeit. Die Breite der 
Restquarz- und Läuterzone wurde gleich groß mit 10,2 m gewählt. Die Restquarz-
lösezone wurde 2,4 m lang und die Läuterzone 2,35 m lang ausgeführt, wobei alle 
Berechnungen bei einer Tonnage an Glasschmelze von 480 t/d durch-geführt wurden.  
 
Zur Einbringung von elektrischer Energie wurden Elektroden verwendet, die mit 
einer Kühlung berechnet wurden, siehe Tabelle RQLZ 1. Die Elektroden wurden mit 
verschiedenen Längen bei den Simulationen eingesetzt, wobei bei Glasschmelztiefen 
von 1,4 oder 1,6 m eine Elektrodenlänge von 1 m, bei einer Glasschmelztiefe von  
0,8 m eine Elektrodenlänge von 0,6 m und bei einer Glasschmelztiefe von 0,4 m eine 
Elektrodenlänge von 0,3 m zum Einsatz kamen. Der Durchmesser der Elektroden 
betrug 3 Zoll, wobei im Berechnungsprogramm der Kreisdurchmesser der Elektrode 
mit Hilfe eines Quadrats der Kantenlänge von 6 cm abgebildet wurde85. Weitere 
Angaben zu den Elektroden befinden sich im Anhang A5 Tabelle A5.2. 
 
 
                                                 
85 Die Oberfläche der Elektrode verändert sich dabei nicht. 
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Bei den durchgeführten numerischen Simulationen sollten folgende Konstruktions-
varianten bewertet werden:  
1. Schmelzwanne mit tieferer Restquarzlösezone mit Durchlass  
2. Schmelzwanne mit tieferer Läuterzone mit Durchlass 
3. Schmelzwanne mit konstanter Schmelzbadtiefe in der Restquarz- und 
Läuterzone mit und ohne Durchlass (ähnlich der Konstruktion einer  
Floatglaswanne) 
 
Weiterhin wurden die elektrische Zusatzbeheizung (EZH), die Möglichkeiten des 
Bubblings, ein versenkter Durchlass und der Einbau eines Walls bewertet. Bei der 
Verwendung von Bubbling und der EZH sollte gezielt eine Sperrwirkung zur 
Vermeidung von Kurzschlussströmungen in der Restquarzlösezone erreicht oder 
Strömungen orthogonal zur Hauptströmung in der Restquarzlösezone erzeugt werden, 
so dass Kurzschlussströmungen zur Läuterzone reduziert werden. Die Verwendung 
eines Walls und eines versenkten Durchlasses sollten den Einfluss des Durchlasses 
auf die Restquarzlösezone und Läuterzone verringern. 
 
Die Berechnungen erfolgten bei einer Eingangstemperatur der Schmelze mit 1400 °C. 
Zur Bewertung des Einflusses der Strömung auf die einzelnen Zonen werden nicht 
die bekannten Indices (Fining-Index, Melting Index…86) herangezogen, sondern nur 
die Verweilzeit in der Restquarzlösezone und die mindestens notwendige 
Blasenwachstumsgeschwindigkeit in der Läuterzone verwendet. Für die Bewertung 
der Läuterzone werden dabei mit Hilfe des Programms von GlassService 87 [1] der 
Strömungsverlauf eines Blasenensembles von 2000 Blasen (Blasenanfangsradius 
0,05 mm) am Eintritt der Läuterzone verfolgt. Die dabei mindestens notwendige 
Blasenwachstumsgeschwindigkeit wird in der Form ermittelt, dass sichergestellt wird, 
dass keine Blase des Blasenensembles in den Durchlass gelangt. Die Verweilzeit in 
der Restquarzlösezone wird anhand der minimalen Verweilzeit und dem 0,1 %-
Quantil bewertet (99,9 % der Strömungsbahnen haben eine größere Verweilzeit als 
die ermittelte Verweilzeit). Die berechneten Verweilzeiten sind für beide Werte nach 
Rundung quasi gleich. Bei der Verwendung der Blasenwachstumsfunktion ist darauf 
                                                 
86 Siehe PDF-Datei „Graph“ im Ordner „Manual“  im Programm GFM S. 41 [1]. 
87 Glass Furnace Model. GLASS SERVICE, INC.  Programmmodul Trajectories und Graph2d  
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zu achten, dass es im Programm GFM zwei Blasenwachstumsfunktionen gibt. Diese 
beiden Blasenwachstumsfunktionen können für verschiedene Blasendurchmesser 
verwendet werden.    
 
Die Einbeziehung der Temperaturabhängigkeit der Läuterung zur Bewertung der 
Läuterzone und der Temperaturabhängigkeit der Sandkornauflösung zur Bewertung 
der Restquarzlösezone wird bewusst vernachlässigt, da einerseits die Läuterung vom 
Redoxzustand und der Art des Läutermittels abhängt und gleichzeitig nicht konkret 
vorhergesagt werden kann, bei welcher Temperatur die Restquarzlösezone betrieben 
werden soll. Weiterhin wird der Einfluss der Strömung auf die Restquarzlösung nicht 
berücksichtigt, was zumindest beim Einsatz von Elektroden und des Bubblings zu 
verzerrten Aussagen führen kann.   
 
Die Ergebnisse der Berechnungen sind in der Tabelle RQLZ 3 dargestellt. In Tabelle 
RQLZ 3 sind die Berechnungen nach maximaler Verweilzeit und minimaler, 
mindestens notwendiger Blasenwachstumsgeschwindigkeit geordnet. Die Bedeutung 
der Bezeichnungen ist im Anhang A5, Tabelle A5.1 zu finden. 
 
Anhand der Tabelle RQLZ 3 werden die verschiedenen Konstruktionen im Hinblick 
auf die beiden Kennzahlen Verweilzeit in der Restquarzlösezone und mindestens 
notwendiges Blasenwachstum bewertet. 
Die Ergebnisse zeigen (Restquarzlösezone = RQLZ / Läuterzone = LZ): 
1. dass eine Schmelzwanne ohne Einbauten und ohne Durchlass sehr hohe 
Verweilzeiten in der Läuterzone bietet und damit insbesondere bei diesem 
Konstruktionstyp eine Optimierung der Läuterzone nach Abschnitt 3.2,   
Seite 48 der Hauptarbeit leichter in die Praxis übertragbar sein sollte. Die 
Verwendung von EZH (elektrische Zusatzbeheizung) scheint aber im Bereich 
der Restquarzlösezone Probleme zu bereiten. 
2. Die Verwendung eines Durchlasses führt dazu, dass die Verweilzeiten 
gegenüber einer Konstruktion ohne Durchlass in der Läuterzone deutlich 
herabgesetzt sind. Die Verwendung von zwei Durchlässen verbessert die 
Situation nicht deutlich. Die Abbildungen RQLZ 2 und RQLZ 3 zeigen 
hierzu die Strömungsgeschwindigkeitsverteilung für die Schmelzwanne mit 
und ohne Durchlass. 
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3. Die Verwendung einer Schmelzwanne mit konstanter Schmelzbadtiefe in der 
RQLZ und LZ oder eine Schmelzwanne mit tieferer Schmelzbadtiefe in der 
LZ weisen eine niedrige Verweilzeit der Strömung in der RQLZ auf. Die 
Verwendung einer vertieften RQLZ gegenüber der LZ erhöht die 
Verweilzeiten in der RQLZ deutlich. Insbesondere beim Einsatz von EZH 
zeigt es sich, dass eine vertiefte Restquarzlösezone von Vorteil ist. 
4. Die Verwendung von Bubbling führt eher zu einer Verschlechterung der 
Verweilzeiten in der RQLZ. 
5. Die Verwendung von zwei Elektroden in der Mitte der RQLZ, bei einer 
Schmelzwanne mit konstanter Schmelzbadtiefe, angeordnet, zeigt höhere 
Verweilzeiten in der RQLZ und niedrigere minimale Blasenwachstums-
geschwindigkeiten in der LZ. 
6. Die Verwendung einer verstärkten Konvektionsströmung in 
Hauptströmungsrichtung durch eine elektrische Zusatzbeheizung beeinflusst 
kaum die Verweilzeit in der Restquarzlösezone und die 
Blasenwachstumsgeschwindigkeit in der Läuterzone. 
7. Die Verwendung eines Walls kann den Einfluss des Durchlasses vermindern 
und verringert die notwendige Blasenwachtumsgeschwindigkeit deutlich. In 
Abbildung RQLZ 4 ist die verbesserte Strömungsgeschwindigkeitsverteilung 
dargestellt. 
 
Aus den Ergebnissen dieser ersten Simulationen wird geschlussfolgert, dass eine 
vertiefte Restquarzlösezone als Standardkonstruktionsfall angewendet werden kann. 
In Kombination mit dieser vertieften Restquarzlösezone wird der Einfluss auf eine 
Schmelzwanne mit Durchlass und Wall, Schmelzwanne ohne Durchlass, 
Schmelzwanne mit Wall und vertieften Durchlass und Schmelzwanne mit Durchlass, 
Wall und Elektroden in der Mitte der RQLZ bewertet.  
 
In Tabelle RQLZ 4 sind die Ergebnisse dieser Untersuchungen dargestellt. Weiterhin 
ist im Anhang A5 Tabelle A5.1 die Erklärung der Beschreibung angegeben. 
Anhand von Tabelle RQLZ 4 wird ersichtlich, dass die Verwendung einer vertieften 
Restquarzlösezone für eine offene Konstruktion zwischen Schmelz- und 
Arbeitswanne positiv ist und die notwendige Blasenwachstumsgeschwindigkeit nicht 
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im großen Maße ansteigt, hingegen die Verweilzeit in der RQLZ trotz elektrischer 
Beheizung verbessert wird.  
Für die Konstruktion mit Durchlass kann geschlussfolgert werden, dass die 
Installation der EZH einen deutlichen Einfluss auf die Läuterzone hat und am besten 
die EZH im mittleren Bereich aufgebaut werden sollte. Die Verwendung eines 
vertieften Durchlasses zeigte keine positiven Ergebnisse, wobei noch größere 
Vertiefungen, wie es in einem Deep Refiner® [5] der Fall ist, nicht bewertet wurden. 
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Tab. RQLZ 3: Ergebnisse zur Verweilzeit in der Restquarzlösezone und zur mindestens notwendigen Blasenwachstumsgeschwindigkeit in der 
Läuterzone. (die rot markierten Bezeichnungen zeigen die positiven Ergebnisse)   
Bezeichnung 
minimale 
Verweil- 
zeit in h 0,1% Verweilzeit in h Bezeichnung 
Blasenwachstums- 
geschwindigkeit in m/s 
0,8 m Vertiefung 200 kW 1,37 1,38 ohne alles 1,25E-07 
Durchlass Standard 1,32 1,33 Wall 2,50E-07 
Wall 1,25 1,26 0,4 m Durchlass 3,75E-07 
tiefe Läuterzone Standard 1,16 1,17 tiefe Läuterzone Standard 4,00E-07 
ohne alles 1,06 1,06 vertiefte RQLZ Standard 4,00E-07 
0,8 m Vertiefung 400 kW 0,99 1,01 0,4 m Durchlass 600 kW 4,25E-07 
vertiefte RQLZ Standard 0,95 0,96 0,8 m 2 Durchlass Standard 4,50E-07 
0,8 m Vertiefung 600 kW 0,81 0,83 0,8 m Vertiefung 4,75E-07 
0,8 m 2 Durchlass Standard 0,80 0,80 0,8 m Vertiefung 600 kW 5,75E-07 
0,8 m Vertiefung 0,77 0,78 0,8 m 2 Durchlass 200 kW 5,75E-07 
0,8 m Durchlass 0,76 0,77 elektrisch Mitte 5,75E-07 
Bubbling Seitlich 0,75 0,76 vertiefter Durchlass 5,75E-07 
Bubbling Real 0,73 0,75 0,8 m Vertiefung 400 kW 6,00E-07 
vertiefter Durchlass 0,74 0,74 0,8 m  2 Durchlass 400 kW 6,00E-07 
elektrisch Mitte 0,71 0,73 0,8 m 2 Durchlass 600 kW 6,50E-07 
10 % Bubbling 0,59 0,60 0,8 m Vertiefung 200 kW 7,00E-07 
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0,4 m Durchlass 0,60 0,60 Durchlass Standard 8,00E-07 
0,8 m 2 Durchlass 200 kW 0,55 0,55 Bubbling Seitlich 8,00E-07 
elektrischer Wall 0,55 0,54 10 % Bubbling 8,75E-07 
0,8 m Durchlass 200 kW 0,52 0,51 0,8 m Durchlass 9,00E-07 
tiefe Läuterzone Deep Refiner 200 kW 0,48 0,48 Bubbling 9,00E-07 
0,8 m Durchlass 400 kW 0,48 0,48 Bubbling Real 9,00E-07 
0,8 m  2 Durchlass 400 kW 0,45 0,44 elektrischer Wall 9,75E-07 
Durchlass Standard 600kW 0,42 0,42 tiefe Läuterzone  200 kW 1,05E-06 
Bubbling 0,41 0,41 tiefe Läuterzone  400 kW 1,15E-06 
0,8 m 2 Durchlass 600 kW 0,36 0,36 0,8 m Durchlass 200 kW 1,15E-06 
tiefe Läuterzone 400 kW 0,35 0,35 0,8 m Durchlass 400 kW 1,18E-06 
0,4 m Durchlass 600 kW 0,35 0,34 tiefe Läuterzone 600 kW 1,20E-06 
0,8 m Durchlass 600 kW 0,30 0,30 0,8 m Durchlass 600 kW 1,20E-06 
tiefe Läuterzone  600 kW 0,29 0,29 Durchlass Standard 600 kW 1,50E-06 
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Tab. RQLZ 4: Ergebnisse zur Verweilzeit in der Restquarzlösezone und zur mindestens notwendigen Blasenwachstumsgeschwindigkeit in der 
Läuterzone. (die rot markierten Bezeichnungen zeigen die positiven Ergebnisse)   
 
Bezeichnung 
minimale Verweil- 
zeit in h 0,1% Verweilzeit in h Bezeichnung 
Blasenwachstums- 
geschwindigkeit in m/s 
Vert. Wall ohne 200 kW 1,28 1,29 Vert. Wall ohne 200 kW 1,50E-07 
Vert. -elek. Mitte-Wall 200 kW 1,24 1,26 Vert. Wall ohne 400 kW 1,50E-07 
Vert.-Wall-Vert. 200 kW 1,2 1,2 Vert. -elek. Mitte-Wall 200 kW 3,00E-07 
Vert.-Wall 200 kW 1,18 1,19 Vert. -elek. Mitte-Wall 400 kW 3,00E-07 
Vert. -elek. Mitte-Wall 400 kW 1,11 1,16 Vert.-Wall 200 kW 3,75E-07 
Vert. Wall ohne 400 kW 0,95 0,96 Vert.-Wall 400 kW 3,75E-07 
Vert.-Wall-Vert. 400 kW 0,93 0,93 Vert.-Wall-Vert. 200 kW 4,25E-07 
Vert.-Wall 400 kW 0,88 0,89 Vert.-Wall-Vert. 400 kW 4,25E-07 
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Abb. RQLZ 2: Temperatur- und Strömungsgeschwindigkeitsverteilung für eine 
Konstruktion ohne Durchlass 
 
 
Abb. RQLZ 3: Temperatur- und Strömungsgeschwindigkeitsverteilung für eine 
Konstruktion mit Durchlass 
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Abb. RQLZ 4: Temperatur- und Strömungsgeschwindigkeitsverteilung für eine 
Konstruktion mit Durchlass und Wall 
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RQLZ 2 Spezifische Schmelzleistung der Restquarzlösezone 
In Abbildung RQLZ 1 ist die theoretische Vorausberechnung der spezifischen 
Schmelzleistung der Restquarzlösezone für den Spezialfall der Propfenströmung mit 
freier Oberfläche durchgeführt worden. Die Berechnung der Restquarzlösezeit in der 
Restquarzlösezone und damit verbunden der spezifischen Schmelzleistung ist mit 
Schwierigkeiten verbunden, da die Festlegung einer bestimmten Restquarzlöse-
temperatur bzw. eines Temperaturbereichs in  der Restquarzlösezone Auswirkungen 
auf das Läuterergebnis in der Läuterzone hat.  
Noch kritischer ist die Vorausberechnung der Restquarzlösezeit zu sehen. Es gibt 
verschiedene Ansätze, Berechnungsverfahren und Modelle, die für den jeweiligen 
Fall passend sein können.  
 
Bekannte Ansätze zur Berechnung der Restquarzlösezeit sind von Hönig [6] oder 
Mühlbauer und Němec [7] erschienen. Die TNO gibt in ihrem „International Course 
on Glass Technology“ [8, S. 21] die Abhängigkeit der Restquarzlösezeit vom 
Kornradius und dem Diffusionskoeffizienten in Abhängigkeit von verschiedenen 
Strömungsformen wieder. Das Modell nach Hönig ist dabei insbesondere für den 
Fall einer Schmelze ohne Konvektion zutreffend. Die Fragen, die an dieser Stelle 
entstehen und noch in Zukunft bewertet werden müssen, sind, wie die 
Restquarzlösezeit in Abhängigkeit von der Strömung modelliert werden kann. 
 
Bei der Betrachtung der Kinetik des Stoffübergangs kann mit Hilfe der Sherwood-
Zahl der Stoffübergangskoeffizient ermittelt werden. Die Sherwood-Zahl Sh kann 
nach Gleichung RQLZ 1  [9, S. 68] berechnet werden.  
 
 
  507.0
84.0
Re331.01
Re333.0
2
Sc
Sc
Sh



                                                                   (RQLZ 1) 
 
Beim Einsatz von relevanten Stoffwerten für die Reynolds-Zahl Re und der Schmidt-
Zahl Sc wird ersichtlich, dass die Schmidt-Zahl zwar konstant, aber sehr hoch im 
Vergleich zur Reynolds-Zahl ist. Infolgedessen können Strömungen um das 
Sandkorn, die eine niedrige Reynolds-Zahl aufweisen, Sherwood-Zahlen von größer 
2 erzeugen und damit einen Einfluss auf die Restquarzlösezeit haben. Bedingung ist 
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dabei, dass zwischen Sandkorn und Schmelze eine Relativbewegung vorhanden ist. 
Diese Bedingung muss aber bei laminaren, stationären Strömungen (ohne EZH oder 
Bubbling), bei Vernachlässigung der Sinkgeschwindigkeit der Quarzkörner, nicht 
immer vorliegen.  
Es wird damit ersichtlich, dass es das Ziel sein muss, Relativbewegungen zwischen 
den Körnern und der Schmelze zu erzeugen. Dies kann durch Rührer, Bubbling oder 
der Erzeugung von Schall im Glas [10, S. 92 ff.] erfolgen. Die mathematische 
Beschreibung dieser Prozesse ist aber in jedem Fall komplexer als es mit den oben 
genannten Modellen von Hönig oder Mühlbauer und Němec durchgeführt werden 
kann.  
 
Für die Bewertung der spezifischen Schmelzleistung der Restquarzlösezone ohne 
Spezialeinbauten wie Bubbling können die Modelle von Hönig oder Mühlbauer und 
Němec angesetzt werden, wenn davon ausgegangen wird, dass die Laborergebnisse 
und die daraus geschlussfolgerten Modellkoeffizienten das Verhalten in der 
Schmelze in der Glasschmelzwanne repräsentieren.  
 
Bevor weiter auf die Problematik der Restquarzlösezeit eingegangen wird, soll an 
dieser Stelle das Verweilzeitverhalten einer Behälterglaswanne und einer 
Floatglaswanne bewertet werden. Die hier dargestellten Modelle sind aus dem 
Programm GFM von vorgegebenen Standardmodellen entnommen88 [1]. Die Ab-
bildungen RQLZ 5 und RQLZ 6 und die Tabellen RQLZ 5 und RQLZ 6 geben die 
Temperaturverteilung und das Verweilzeitverhalten der beiden Ofentypen wieder.  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
                                                 
88 GFM 4.13 Glass Furnace Model. Ordner „Sample Models“ Beispielmodelle Float und Container[1] 
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Tab. RQLZ 5: Verweilzeitverhalten im Bereich des Restquarzlösebereichs einer    
240 t/d Behälterglaswanne88 [1]. 
 Minimum 
Least 
0.1 % 
Least  
1 % Median Average 
Std. 
deviation 
Residence 
time [hr]: 1,6 1,65 1,8 7,3 9,4 7,4 
Melting 
index: 487147 494314 562905 3*106 3,99*106 3,42*106 
Fining 
index: 0 30.9191 309.191 174594 332001 425701 
Mixing 
index: 0,52 0,55 0,8 4,73 6,18 5,07 
 
 
Abb. RQLZ 5: Temperaturverteilung in einer 240 t/d Behälterglaswanne. Der 
Bereich der Restquarzlösung wurde bis zum Beginn des Walls festgelegt88 [1]. 
 
 
 
 
 
Anhang RQLZ             Seite 230 
Tab. RQLZ 6: Verweilzeitverhalten im Bereich des Restquarzlösebereichs einer   
550 t/d Floatglaswanne88 [1]. 
 Minimum 
Least 
0.1% 
Least 
1% Median Average 
Std. 
deviation 
Residence 
time [hr]: 2,76 3,42 3,71 10,83 15,07 12,1 
Melting 
index: 363968 393000 462667 1,59*106 2,37*106 2,11*106 
Fining 
index: 0 5,18001 51,8001 26588,7 207115 455970 
Mixing 
index: 0,84 1,38 1,77 5,96 8,16 6,59 
 
 
Abb. RQLZ 6: Temperaturverteilung in einer 550 t/d Floatglaswanne. Der Bereich 
der Restquarzlösung wird bis zum Bereich des Bubblings plus 1 m festgelegt88 [1]. 
 
Anhand der berechneten Schmelztemperaturen des Modells der Behälterglas-
schmelzwanne in Abbildung RQLZ 5 kann abgeschätzt werden, dass unterhalb des 
Gemenges im Behälterglasschmelzofen eine Schmelztemperatur von etwa 1390 °C 
hingegen in tieferen Bereichen von etwa 1370 °C vorliegt89. Für diese Temperatur 
muss mit einer Restquarzlösezeit von 70-140 min (Korngröße 0,2-0,5 mm) nach 
                                                 
89 In den Abbildungen RQLZ 5 und RQLZ 6 sind die Schmelztemperaturen schwer ablesbar, können 
aber in den entsprechenden Modellen von Glass Service, Inc. in dem Programm GFM [1] im Ordner 
„Sample Models“ anhand der Beispielmodelle „Float“ und „Container“ gefunden werden. 
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Abbildung 26 Seite 97 der Hauptarbeit gerechnet werden. Die minimale Verweilzeit 
im Restquarzlösebereich des Behälterglasschmelzofens beträgt 90-110 min nach 
Tabelle RQLZ 5. 
Die Temperaturverteilung der Schmelze innerhalb der Floatglaswanne beträgt nach 
dem Modell in Abbildung RQLZ 6 unterhalb des Gemenges etwa 1340 °C hingegen 
in tieferen Bereichen der Schmelze unterhalb des Gemenges etwa 1260-1270 °C. Für 
die Temperatur von 1350 °C muss mit einer Restquarzlösezeit von 100-200 min 
(Korngröße 0,2-0,5 mm), hingegen muss bei einer Temperatur von 1300 °C mit einer 
Restquarzlösezeit von 180 bis größer 400 min nach Abbildung 26 auf Seite 97 der 
Hauptarbeit gerechnet werden. Die Verweilzeit innerhalb des Restquarzlösebereichs 
der Floatglaszone beträgt minimal 170-230 min nach Tabelle RQLZ 6. 
 
Mit Hilfe des Programms GFM ist es möglich innerhalb eines Schmelzofens die 
Restquarzlösung als Funktion der Schmelztemperatur und der Sandkorngröße zu 
modellieren. Die voreingestellten Parameter des Tools von GFM90 zur Berechnung 
der Restquarzlösezeit sind in Abbildung RQLZ 7 dargestellt.  
 
 
Abb. RQLZ 7: Koeffzienten zur Berechnung der Restquarzlösezeit in einer 
Glasschmelze anhand des Programms GFM 
                                                 
90 Es kann im Programm ein Three-Stage Dissolution Model gewählt werden, was dem Modell nach 
Mühlbauer und Němec ähnelt, siehe Programmmodul Trajectories von GFM.  
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Es wurde eine Berechnung für beide Glasschmelzofentypen nach den Abbildungen  
RQLZ 5 und RQLZ 6 anhand der Koeffizienten in Abbildung RQLZ 7 durchgeführt. 
Die Ergebnisse sind in der Abbildung RQLZ 8 wiederzufinden.  
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Abb. RQLZ 8: Berechnung der aufgelösten Menge an Restquarz nach dem Modell 
von Němec und Mühlbauer im Programm von Glass Service für das Modell 
Floatwanne und Behälterglaswanne für eine modale Sandkorngröße von 0,5 mm mit 
den Koeffizienten in Abbildung RQLZ 7. (Startpunkt war die Ebene unterhalb des 
Gemenges) 
 
Aus Abbildung RQLZ 7 wird ersichtlich, dass die Restquarzlösezeitzeit nach den 
Koeffizienten in Abbildung RQLZ 8 für Behälterglas bei 40 min und für Floatglas 
bei 230 min liegt. Das berechnete Auflösen der Restquarzpartikel anhand dieser 
Simulation könnte in beiden Fällen noch innerhalb des angesetzten 
Restquarzlösebereichs erfolgen.   
 
Die Schwierigkeit bei der Verwendung von Messdaten aus Laborergebnissen zur 
Berechnung der spezifischen Schmelzleistung der Restquarzlösezone ist, dass die 
Restquarzlösezeit bzw. Batch Free Time aus zwei Zeitanteilen nach Gleichung 
RQLZ 2 besteht.  
 
Zeit zum Erwärmen des Gemenges + Zeit zum Lösen des Restquarzes = 
Restquarzlösezeit                                                                                              (RQLZ 2) 
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Die Verwendung der praktisch ermittelten Restquarzlösezeit zur Berechnung der 
spezifischen Schmelzleistung ist besonders bei feinem Gemenge kritisch, da der erste 
Term in der Größenordnung von geschätzten 5 min (im Labortiegel) bis 1 h im 
Glasschmelzofen liegen kann. Der Vergleich der Restquarzlösezeit mit Verweilzeiten 
im Schmelzofen und der Gemengeeinlage hinkt demnach, wenn dieser 
Zusammenhang nicht berücksichtigt wird.  
Ein weiterer Punkt der innerhalb der Modelle von Hönig oder Mühlbauer und Němec 
beachtet werden muss, ist die Abhängigkeit der Restquarzlösezeit vom SiO2-Gehalt 
der Schmelze am Ende der Restquarzlösung. Der in Abbildung RQLZ 7 dargestellte 
Wert von 62,7 % ist gegenüber einem Flachglas mit einem SiO2-Gehalt von 72,2 % 
[7, S. 1472] gering und wird die Restquarzlösung beschleunigen. Für den SiO2-
Gehalt von 72,2 % verändert sich das berechnete Auflöseverhalten nach Abbildung 
RQLZ 9 für die Modelle Floatglasschmelzwanne und Behälterglasschmelzwanne. 
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Abb. RQLZ 9: Berechnung der aufgelösten Menge an Restquarz nach dem Modell 
von Němec und Mühlbauer im Programm von Glass Service für das Modell 
Floatwanne und Behälterglaswanne für eine modale Sandkorngröße von 0,5 mm für 
eine SiO2-Konzentration der Schmelze von 72,2 % und den weiteren Koeffizienten 
in Abbildung RQLZ 7. (Startpunkt war die Ebene unterhalb des Gemenges) 
 
Nach Abbildung RQLZ 9 liegt die Restquarzlösezeit für das Behälterglas bei 72 min 
und für das Floatglas bei 510 min. Beim Floatglas können Teile des Restquarzes aus 
dem festgelegten Restquarzlösebereich hinaustreten. Wird die maximale Zeit zum 
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Auflösen des Quarzes mit den zugehörigen Daten nach Beerkens verglichen91, dann 
kann davon ausgegangen werden, dass im oberen Temperaturbereich des 
Behälterglasmodells für die Sandkorngröße von 0,5 mm eine anhand der experi-
mentellen Ergebnisse nach Abbildung 26 auf Seite 98 der Hauptarbeit eine Sand-
korngröße von 0,2 mm abgebildet wird. Beim Floatmodell scheint hingegen das 
Auflöseverhalten einer Sandkorngröße von 0,5 mm mit Hilfe des im GFM-
Programm vorhandenen Modells abbildbar zu sein.  
 
Werden die Berechnungsergebnisse in Abbildung RQLZ 9 mit den experimentellen 
Ergebnissen von Hönig nach Tabelle 8, Seite 97 der Hauptarbeit bei den zugehörigen 
Schmelztemperaturen verglichen, dann rechnet das Modell von GFM zu negativ und 
es sollten niedrigere Restquarzlösezeiten möglich sein.   
Weitere Ergebnisse zur Modellierung der Restquarzlösezeit wurden von Mühlbauer 
und Němec veröffentlicht [7, S. 1472] und sind in Abbildung RQLZ 10 angegeben.  
Beim Vergleich der experimentellen Ergebnisse von Beerkens und Hönig mit den 
modellierten Ergebnissen nach Mühlbauer und Němec ist zu erkennen, dass es eine 
Vielzahl von Restquarzlösezeitergebnisse gibt92.  
Grundsätzlich kann beim Vergleich der Werte gesagt werden, dass die Ergebnisse 
von Beerkens und Hönig in der gleichen Größenordnung liegen, hingegen die 
dargestellten Ergebnisse von Mühlbauer und Němec scheinbar zu hohe 
Restquarzlösezeitergebnisse93 darstellen.  
 
                                                 
91  Die anhand des Modells von GFM berechneten Temperaturen liegen für den Behälter-
glasschmelzofen bei 1370-1390 °C. Für 1370 °C liegt die Restquarzlösezeit bei 70-140 min nach den 
Angaben von Beerkens in Abbildung 26 auf Seite 205. Für das Floatmodell liegen die 
Restquarzlösezeiten für die Schmelztemperaturen von 1350 °C nach Abbildung 26 auf Seite 91 der 
Hauptarbeit bei 100-200 min.  Bei einer Schmelztemperatur von 1300 °C liegt die Restquarzlösezeit 
bei 180-400 min. Die berechneten Schmelztemperaturen im Floatmodell liegen bei 1260-1340 °C. 
92  Große Variabilitäten in der Restquarzlösezeit können alleine durch unterschiedliche 
Korngrößenverteilungen und der Chemie der Glasschmelze erklärt werden. 
93 Bei 1300  C geben Mühlbauer und Němec eine Restquarzlösezeit von 1000 min an. Dieser Wert ist 
deutlich zu hoch. Ein möglicher Fehler bei der Zeitangabe an der Y-Koordinate nach Abbildung 
RQLZ 10 kann ausgeschlossen werden, da eine Restquarzlösezeit von 1000 s / 17 min bei 1300 °C 
deutlich zu niedrig wäre. 
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Abb. RQLZ 10: Einfluss der Temperatur auf die Restquarzlösezeit nach Mühlbauer 
und Němec [7, S. 1472]. 
 
Eine Berechnung der spezifischen Schmelzleistung anhand des Modells mit den 
zugehörigen Koeffizienten nach Abbildung RQLZ 7 bei einer maximalen SiO2-
Konzentration von 72,2 % in der Glasschmelze ist beim Vergleich mit den 
Literaturangaben von Beerkens und Hönig möglich. Es sollte bei der Berechnung 
davon ausgegangen werden, dass bei Schmelztemperaturen im Bereich von 1350-
1375 °C die berechneten Restquarzlösezeiten für eine Sandkorngröße von 0,2 mm 
gelten, wenn als Eingabeparameter ein Wert für die Sandkorngröße von 0,5 mm 
verwendet wird. Für die reale Glasschmelzwanne sollte eine vorausberechnete 
spezifische Schmelzleistung im Temperaturbereich von 1350-1375 °C anhand der 
angebenen Parameter noch einmal mit dem Faktor 0,5 gewichtet werden, um den 
Einfluss möglicher, größerer Sandkörner bis maximal 0,4 mm qualitativ zu bewerten.  
Es wurde für den Fall eines Segmented-Dünnschichtschmelzers mit Durchlass, einer 
tiefen Restquarzlösezone und einer elektrischen Beheizung in der Mitte der 
Restquarzlösezone Simulationen durchgeführt, um die spezifische Schmelzleistung 
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der Restquarzlösezone zu ermitteln. Hierfür wurden als Eingangstemperaturen der 
Schmelze die Temperaturen 1350 °C und 1375 °C gewählt. Innerhalb der 
Simulationen wurde je nach Temperatur der passende Massestrom durch mehrere 
Simulationen ermittelt, so dass die Angabe einer spezifischen Schmelzleistung 
möglich wird. In allen Fällen wurde davon ausgegangen, dass die elektrische 
Zusatzbeheizung 0,83 kW/(t/d)94 beträgt.  
Die Simulationen für eine Eintrittstemperatur von 1350 °C und 1375 °C zeigten, dass 
die erzielte spezifische Schmelzleistung der Restquarzlösezone und einem SiO2-
Gehalt von 72,2 % bei 32 t/(m²*d) und 40 t/(m²*d) ohne Wichtung mit 0,5 liegt. Die 
Tiefe der Restquarzlösezone liegt in diesem Fall bei 1,4 m.  
 
Anhand der Abschätzung zur spezifischen Schmelzleistung in Abbildung RQLZ 1 
auf Seite 217 und den berechneten spezifischen Schmelzleistungen mit Hilfe von 
GFM kann als Größenbereich der spezifischen Schmelzleistung in der 
Restquarzlösezone von 16-40 t/(m²*d) mit und ohne Wichtung angegeben werden. 
Wie im Abschnitt 5.4 Seite 112 der Hauptarbeit beim Submerged-Combustion-
Melter diskutiert wird, sind solche Modellierungsergebnisse in der 
Restquarzlösezone zu hinterfragen.  
Anhand der Simulationsergebnisse kann aber zumindestens davon ausgegangen 
werden, dass eine Verbesserung der Konstruktion der Restquarzlösezone möglich ist. 
Wenn die Ergebnisse aus Tabelle RQLZ 3 als Indiz herangezogen werden95, dann 
sind Unterschiede von 100 % bei der minimalen Verweilzeit durch schlechte 
Konstruktionen gegenüber besseren Konstruktionen möglich.  
  
 
 
                                                 
94 Entspricht etwa einer Temperaturerhöhung der Schmelze um 50K. 
95  Die Konstruktion „0,8 m Vertiefung“ zeigt bei 200 kW und 600 kW eine Verweilzeit in der 
Restquarzlösezone von 1,37 h und 0,81 h. die Konstruktion „0,8m Durchlass“ zeigt bei 200 kW und 
600 kW eine Verweilzeit in der Restquarzlösezone von 0,55 h und 0,3 h. Werden die beiden 
Konstruktionen bei gleichen Leistungen verglichen, dann liegen die Unterschiede bei größer 100 %. 
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Anhang LZ Arbeiten zur Läuterzone des Segmented-
Dünnschichtschmelzers 
Die anhand der Grundlagen dargestellten Zusammenhänge zur Läuterung von 
Glasschmelzen im Abschnitt 3.1 und der im Abschnitt 3.3 der Hauptarbeit 
durchgeführten Diskussionen zur theoretischen Betrachtung der Läuterzone in einem 
Glasschmelzofen muss die Frage „ In welcher Größenordnung liegen die spezifische 
Schmelzleistung, die Schmelztemperaturen und Blasenwachstumsgeschwindigkeiten 
in einer Läuterzone deren Kosten zum Aufbau und Betrieb der Läuterzone minimiert 
sind?“ beantwortet werden.  
Zur Beantwortung der Frage wurden im Rahmen der Arbeiten zum Segmented-
Dünnschichtschmelzer numerische Simulationen für den theoretischen Fall einer 
Läuterbank ohne Konvektionsströmungen96 durchgeführt. Unter einer Konstruktion 
mit minimalen Kosten wird in dieser Arbeit verstanden, dass die Kosten für den 
Betrieb des Schmelzofens bei einer bestimmten spezifischen Schmelzleistung und 
Schmelztemperatur minimiert sind. Zur Berechnung dieser minimalen Kosten einer 
definierten Konstruktion (Länge, Breite und Höhe der Läuterzone) sind der 
Blasenaufstieg und das Blasenwachstum in der Schmelze zu bewerten. Die 
Verweilzeit der Blase innerhalb der Läuterzone wird durch die Berechnung der 
Strömungsgeschwindigkeit der Schmelze erfasst. Anhand der Grundlagen zur 
Läuterung müssen zur Berechnung der Blasenwachstumsgeschwindigkeit die 
Temperaturverteilung über die Höhe der Schmelze und der Einfluss des Schwere-
drucks der Schmelze berücksichtigt werden. Der Einfluss der Temperatur auf die 
Blasenwachstumsgeschwindigkeit w wird nach Gleichung 3.7 auf Seite 43 in der 
Hauptarbeit und den Angaben nach Tabelle 2 auf Seite 43 in der Hauptarbeit 
bewertet. Die Berücksichtigung des Einflusses des Schweredrucks der Schmelze auf 
die Blasenwachstumsgeschwindigkeit w erfolgt durch numerische Modellierungen 
und durch den Vergleich mit experimentellen Ergebnissen aus der Literatur, siehe 
Abschnitt LZ 7.4.   
Weitere Grundlagen zur Berechnung werden im Kapitel LZ 1, die 
Modellierungsprogramme in den Kapiteln 2-6, die Vorbetrachtungen wie der 
                                                 
96  Die Läuterbank ist eine horizontale Platte auf der die Strömung mit einer bestimmten 
Glasschmelzhöhe darüber strömt.  
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Einfluss des Schweredrucks auf die Blasenwachstumsgeschwindigkeit und 
Randbedingungen zu den Simulation zur Berechnung der Läuterzone mit minimalen 
Kosten in Kapitel LZ 7 dargestellt. Die Ergebnisse der Simulationen befinden sich 
im Abschnitt 3.2 der Hauptarbeit und weiterführende Diskussionen und 
Fehlerbetrachtungen erfolgen im Kapitel 8.  
 
Die einzelnen Modellierungsprogramme zur Bewertung des Einflusses des 
Schweredrucks auf die Blasenwachstumsgeschwindigkeit und der verbesserten 
Konstruktion der Läuterzone, die alle in Excel [1] mit Hilfe von Visual Basic 
programmiert wurden,  beinhalten die Modellierung folgender Fragestellungen: 
 
a) Partialdrücke in der Schmelze und Stoffaustausch zwischen Schmelze und 
Blase. 
b) Blasenaufstieg in der Schmelze und Veränderung der Blasengröße durch den 
Stoffaustausch. 
c) Veränderungen der relevanten Gaskonzentrationen in der Schmelze mit der 
Zeit. 
d) Berechnung einer optimalen Wanddicke für den Boden und die Seitenwand 
in der Läuterzone.  
e) Berechnung der Strömungsgeschwindigkeitsverteilung für eine 
Transportströmung bei vorhandener Temperaturverteilung über die Höhe der 
Schmelze. 
f) Berechnung des Blasenaufstiegs in der Läuterzone bei Vorhandensein einer 
Transportströmung. 
g) Berechnung einer Läuterzone in der die Kosten für den Aufbau der 
Läuterzone, die Kosten für die Energieverluste durch die Wand und die 
Kosten für die Energie der Schmelze minimiert werden. 
 
Die Punkte a)-c) gehören in den Komplex der Fragestellungen hinein, wie sich die 
Blasen während der Läuterung in ihrer Größe verändern und welche Prozess-
parameter, insbesondere der Schweredruck der Schmelze, Einfluss auf die 
Blasengröße mit der Zeit haben. Die Punkte d)-g) hingegen befassen sich mit der 
Optimierung der Kostensituation für die Läuterzone.  
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LZ 1  Weitere Grundlagen zur Modellierung der Läuterzone 
LZ 1.1 Einfluss des Blasenradius auf die Stoffübergangszahl und der 
Blasenwachstumsgeschwindigkeit 
Anhand von Gleichung 3.9, Seite 45 in der Hauptarbeit, wird ersichtlich, dass die 
Blasenwachstumsgeschwindigkeit w und die Verweilzeit der Schmelze in der 
Läuterzone einen deutlichen Einfluss auf den Prozessschritt der Läuterung haben. Es 
kann aus erster theoretischer Sicht geschlussfolgert werden, dass die Schmelzbad-
höhe durch den Einfluss auf die Blasengröße und die damit verbundenen erhöhten 
Stoffübergänge bei vergrößerter Blasenoberfläche die Blasenwachstumsge-
schwindigkeit w erhöhen wird. Der Einfluss des Druckes auf die Blasengröße wird 
weiter unten diskutiert. An dieser Stelle ist der Einfluss der Blasengröße auf die 
Blasenwachstumsgeschwindigkeit w zu bewerten.  
Grundsätzlich kann mit Hilfe der einfachen Stoffübergangsgesetze geschlussfolgert 
werden, dass der Stoffübergang von der Schmelze an die Blasen von den 
Konzentrationsdifferenzen zwischen der Blase und der Schmelze, der 
Stoffübergangszahl und der Blasengröße zum Quadrat abhängig ist. Die quadratische 
Abhängigkeit von der Blasengröße kommt durch die vergrößerte Blasenoberfläche 
zustande. Wird der Fall der Unabhängigkeit der Stoffübergangszahl vom 
Blasenradius für Blasengrößen größer 0,25 mm betrachtet, siehe Unterabschnitt 3.1.3 
der Hauptarbeit, dann kann der Stoffübergang von der Schmelze an die Blase 
vereinfacht nach Gleichung LZ1.1 aufgeschrieben werden. 
2
BBlaseS
ran 

                                                                                              (LZ1.1) 
BlaseSn 

:  Stoffmengenstrom zwischen Schmelze und Blase 
a…  Konstante, welche die Konzentrationsdifferenz zwischen Schmelze  
und Blasen und die Stoffübergangszahl beinhaltet 
rB…  Blasenradius  
 
Anhand von Gleichung LZ1.1 könnte geschlussfolgert werden, dass der Einfluss der 
Blasengröße auf die Blasenwachstumsgeschwindigkeit w bei Modellierungen 
beachtet werden muss. Diesem Gedanken ist zu widersprechen, wie nachfolgende 
Betrachtung zeigt.  
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Durch den Stoffübergang von der Schmelze an die Blase kommt es zum 
Blasenwachstum und damit zu einer Vergrößerung der Blase. Das Volumen VB der 
Blase ist von der Temperatur T, dem Druck und der Stoffmenge in der Blase 
abhängig. Die Veränderung des Volumens mit der Zeit ist von der Größe des 
Stoffmengenstroms abhängig. Anhand der Veränderung des Volumenstroms mit der 
Zeit kann auf die Veränderung der Blasengröße mit der Zeit und damit die 
Blasenwachstumsgeschwindigkeit w geschlossen werden. Für die Volumenver-
größerung der Blase kann Gleichung LZ1.2 angesetzt werden. 
P
TRn
dt
rd
dt
dV BlaseSBB  

)(
3
4
3
                                                             (LZ1.2)                                                                         
R… universelle Gaskonstante 
P…Druck in der Blase 
T…Temperatur in K 
VB…Volumen der Blase 
 
Wird Gleichung LZ1.1 in Gleichung LZ1.2 eingesetzt und werden alle Größen 
unabhängig vom Radius in der Konstanten b zusammengefasst, dann ergibt sich 
Gleichung LZ1.3. 
2
3 )(
B
B rb
dt
rd
                                                                                                      (LZ1.3) 
 
Durch die Anwendung der Kettenregel auf die Ableitung der linken Seite der 
Gleichung LZ1.3 ergibt sich Gleichung LZ1.4. 
3
3 22
b
dt
dr
rb
dt
dr
r B
B
B
B
                                                                 (LZ1.4) 
 
Anhand von Gleichung LZ1.4 wird ersichtlich, dass die Blasenwachstums-
geschwindigkeit für den Fall der Blasenradiusunabhängigkeit der Stoffübergangs-
zahl γ keine Funktion des Blasenradiuses ist. Die gleichen Zusammenhänge zeigen 
die Gleichungen und experimentellen Ergebnisse von Němec [2; 3, S. 103 und 107]. 
Schlussfolgernd ist für die numerische Modellierung die Annahme der Blasenradius-
unabhängigkeit der Blasenwachstumsgeschwindigkeit bei Blasen größer 0,25 mm 
gerechtfertigt.  
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LZ 1.2 Der Einfluss des Druckes auf die Blasengröße 
Die Größe des Stoffaustauschs zwischen der Schmelze und den Blase ist von den 
Partialdrücken in der Schmelze und in der Atmosphäre abhängig. Für den 
Gesamtdruck der Gase in der Blase gilt Gleichung LZ1.5. Der erste Term der 
Gleichung LZ1.5 beschreibt den Druck durch die Schmelze, der zweite Term den 
Druck durch die Atmosphäre und der dritte Term den Druck durch die Grenzfläche 
Gas / Schmelze auch als Laplace-Druckdifferenz bekannt [4, S. 100-104]. 
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                                                                       (LZ1.5) 
pBlase… Druck in der Blase 
patm…  Druck in der Atmosphäre 
g…  Erdbeschleunigung 
ρl…   Dichte der Schmelze 
h…  Abstand zwischen Blase zur Oberfläche der Schmelze 
σ…  Grenzflächenspannung zwischen Schmelze und der Atmosphäre in der  
Blase 
 
Mit Hilfe von Gleichung LZ1.5 kann abgeschätzt werden, welchen Einfluss 
Änderungen z.B. in der Schmelzbadhöhe, im Redoxzustand und der 
Atmosphärendruck auf den Blasenradius haben. 
 
Es soll bei der Betrachtung davon ausgegangen werden, dass sich eine Blase am 
Boden einer 1 m tiefen Standardglasschmelzwanne mit einer Oberflächenspannung 
von 0,315 N/m, siehe Anhang A3, befindet. Der Atmosphärendruck der Ofen-
atmosphäre soll ein bar Atmosphärendruck betragen. Die Dichte der Schmelze wird 
konstant mit 2350 kg/m³ über die Höhe der Glasschmelze angesetzt.    
Es soll bewertet werden, welchen Einfluss z.B. eine Dünnschichtläuterzone (0,05 m 
Glasbadtiefe), eine Oberflächenspannungsänderung von beispielsweise 10 % und 
eine Atmosphärendruckänderung auf die Größe der Blase hat. Als Ausgangs-
blasengröße sollen Blasen mit einem Radius von 0,05 mm, 0,2 mm und 0,5 mm 
bewertet werden. Werden die Drücke der Schmelze, der Atmosphäre und des 
Laplace-Drucks der Blasen bei einer Tiefe von einem Meter betrachtet, dann ergeben 
sich folgende Anteile am Gesamtdruck nach Tabelle LZ 1. 
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Tab. LZ 1: Vergleich des Einflusses der Schmelzbadhöhe, des Atmosphärendrucks  
und der Grenzflächenspannung auf dem Gesamtdruck der Blase in der Schmelze in 
einer Tiefe von 1 m 
Blasenradius  
[mm] 
Atmosphärendruck 
[Pa] 
Schmelzdruck  
[Pa] 
Laplace-Druck 
[Pa] 
0,05 100.000 23.053 12.600 
0,2 100.000 23.053 3.150 
0,5 100.000 23.053 1.260 
 
Die Ermittlung des Einflusses einer Veränderung der genannten Parameter auf den 
Blasenradius kann zum Beispiel berechnet werden, wenn für den Gesamtdruck in der 
Blase das ideale Gasgesetz [4, S. 216] verwendet wird. Es wird bei der Betrachtung 
angenommen, dass das Produkt der Stoffmenge mit der universellen Gaskonstante 
und der Temperatur konstant bleibt. Entsprechend werden Änderungen in der 
Temperatur und der Stoffmenge in der Blase an dieser Stelle nicht bewertet. Die 
Ergebnisse dieser Betrachtungen sind in Tabelle LZ 2 zusammengefasst. 
 
Anhand von Tabelle LZ 1 und Tabelle LZ 2 wird deutlich, dass die Änderungen der 
Oberflächenspannung bzw. die Veränderungen des Schmelzdruckes Auswirkungen 
auf die Blasengröße im Bereich von unter 10 % haben. Erst Veränderungen im 
Atmosphärendruck sorgen dafür, dass sich die Blasengröße deutlich ändert. Es muss 
aber beachtet werden, dass zwar beim Transport der kritischen Blase aus der 
Restquarzlösezone in die Läuterzone die Blasen nur allein durch die 
Partialdruckänderung größer werden, aber gleichzeitig auch noch kleinere Blasen 
größer werden. Für die Auslegung der Läuterzone bleibt deshalb in jedem Fall 
dasselbe Problem, dass alle kleinen Blasen in der Läuterzone entfernt werden müssen 
und nur noch unkritische Blasen in die Arbeitswanne bzw. Verteilerwanne mit 
Vorherden und Speisern gelangen sollten.  
Hingegen wird anhand der Tabelle LZ 2 ersichtlich, dass die Partialdruckänderung 
für die Blasenwachstumsgeschwindigkeit w von Vorteil ist und dementsprechend für 
die Auslegung der Läuterzone der Einfluss des Schmelzdruckes auf die Änderung 
der Blasenwachstumsgeschwindigkeit w eine wichtige Auslegungsgröße ist97. 
                                                 
97 Der Einfluss der Grenzflächenspannung zwischen Schmelze und der Blase wird bei experimentellen 
Untersuchungen zur Blasenwachstumsgeschwindigkeit w mit berücksichtigt. 
Anhang LZ                                                                                                       Seite 245 
Tab. LZ 2: Änderung des Blasenradius in % für verschiedene Blasenanfangsradien. 
Der Anfangsdruck der Atmosphäre PAtm, die Schmelzbadtiefe, bei der sich die Blase 
am Anfang befindet, und die Grenzflächenspannung zwischen der Schmelze und 
dem Gas in der Schmelze betragen 100.000 Pa, 1 m und 0,315 N/m. 
Parameter nach 
der Änderung 
Anfangsblasen-
radius 0,05 mm 
Anfangsblasen-
radius von 0,2 mm  
Anfangsblasen-
radius von 0,5 mm  
PAtm=100.000 Pa 
h=0,05 m 
σ=0,315 N/m 
 
6,3 
 
6,5 
 
 
6,7 
 
PAtm=100.000 Pa 
h=0,05 m 
σ=0,283 N/m 
 
6,7 
 
6,7 
 
 
6,74 
PAtm=50.000 Pa 
h=1 m 
σ=0,315 N/m 
 
17,4 
 
 
18,6 
 
 
18,8 
 
PAtm=20.000 Pa 
h=1 m 
σ=0,315 N/m 
 
37,4 
 
 
40,7 
 
41,4 
PAtm=50.000 Pa 
h=0,05 m 
σ=0,315 N/m 
 
30,7 
 
33 
 
33,6 
 
PAtm=20.000 Pa 
h=0,05 m 
σ=0,315 N/m 
 
68 
 
76,5 
 
 
78,4 
 
LZ 1.3 Grundlagen zur Berechnung der Partialdrücke der Gase in der 
Schmelze und der Blasenwachstumsgeschwindigkeit 
Die Beeinflussung der Läuterung von Glasschmelzen mit Hilfe von Läutermitteln ist 
bekannt. Für Behälterglas ist die Verwendung von Natriumsulfat bei erniedrigten 
Temperaturen denkbar, wobei die Drücke der entstehenden Gase bei niedrigeren 
Temperaturen verringert sind und aus dieser Sicht auch andere Läutermittel 
eingesetzt werden könnten.  
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Als weitere Läutermittel bei verringerten Temperaturen in der Läuterzone wäre CeO2 
oder Sb2O3 verwendbar [5; 6, S. 135 ff.]. Antimonoxid benötigt Kalium- oder 
Natriumnitrat im Glasgemenge. Weiterhin wird Antimonoxid als Läutermittel 
kritisch gesehen, da es als möglicherweise krebserregend eingestuft wird [7]. 
 
Berechnung der Partialdrücke an Gasen in der Schmelze 
Der Einfluss der Zusammensetzung des Glases, der Temperatur, des Gasgehaltes und 
der umgebenden Atmosphäre auf das Läuterverhalten der Schmelze sind 
vielschichtig. Im Abschnitt 3.1.2 der Hauptarbeit bzw. Anhang A1 wurde schon auf 
die Diffusion und die Löslichkeit der verschiedenen Gase eingegangen. Beide 
Kenngrößen sind relevant für die Berechnung des Blasenwachstums in einer 
Glasschmelze. In der Literatur werden hierzu von Beerkens und van der Schaaf [8] 
und Němec [2] Methoden beschrieben, die die Partialdrucksituation der einzelnen 
Gase in der Schmelze, den Stoffübergang und damit verbundenen das 
Blasenwachstum  berechnen.  
 
Das Modell von Němec zur Berechnung der Blasenwachstumsgeschwindigkeit und 
das Modell von Beerkens und van der Schaaf zur Berechnung der Partialdrücke 
werden in modifizierter Form in dieser Arbeit zur Berechnung der Partialdrücke und 
des Blasenwachstums verwendet. An dieser Stelle soll das verwendete Modell zur 
Berechnung der Partialdrücke in der Schmelze von Beerkens und van der Schaaf 
vorgestellt werden. Im nächsten Abschnitt soll das Modell zur Berechnung des 
Stoffübergangs nach Němec kurz erläutert werden.  
 
Beerkens und van der Schaaf [8, S. 34] stellen eine Berechnungsmöglichkeit zur 
Ermittlung der Partialdrücke der Gase in der Schmelze mit Hilfe der 
thermodynamischen Gesetze für die freie Enthalpie der Gasphase in den Blasen und 
der gelösten Komponenten in der Glasschmelze vor. Durch eine Minimierung der 
freien Enthalpie unter Beibehaltung des Masseerhaltungssatzes kann eine 
Berechnung der einzelnen Partialdrücke nach Beerkens erfolgen. Die Berechnung 
des Minimums der freien Enthalpie erfolgt mit Hilfe der Langrange-Funktion.  
 
Zur Herangehensweise von Beerkens und van der Schaaf müssen zwei Dinge 
zusätzlich gesagt werden. 
Anhang LZ                                                                                                       Seite 247 
1. Die Ableitungen für die freie Enthalpie der Gase in den Blasen und gelöst in der 
Schmelze beinhalten alle einen kleinen Fehler, da ein Summand mit dem Wert R*T , 
dem Produkt aus der Temperatur T und universeller Gaskonstante R, nicht 
berücksichtigt wird. 
Dies kann mit Hilfe der von Beerkens und van der Schaaf dargestellten Gleichung 
für die Lagrange-Funktion A-398 geschehen, wobei an dieser Stelle nur die in der 
Schmelze gelösten Komponenten betrachtet werden. Gleichung LZ1.6 stellt einen 
Teil der Lagrange-Gleichung nach Beerkens und van der Schaaf A-3 dar. Die 
Gleichung LZ1.7 ist die von Beerkens und van der Schaaf verwendete Ableitung 
dieser Lagrangefunktion, wobei in Gleichung LZ1.7 zusätzlich die Ergebnisse aus 
der Restriktion des Massenerhaltungssatzes mit abgebildet werden, die in Gleichung 
A-3 nicht  aber in Gleichung LZ1.6 dargestellt sind. 
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Lagrange…   ist die Lagrange-Funktion zur Berechnung eines Minimums oder  
Maximums einer Funktion mit mehr als einer Variablen 
ni melt …  Molzahl der gelösten Komponente i in der Schmelze 
nmelt …  Molzahl aller gelösten Komponenten in der Schmelze 
μ0i melt …  chemisches Potential der gelösten Komponente i in der Schmelze 
υj,i melt …  Anzahl der Atome j in der gelösten Komponente i in der Schmelze 
λj …   Lagrangevariable 
 
Beim Vergleich der Gleichungen LZ1.6 und LZ1.7 wird deutlich, dass bei der 
Ableitung der Lagrangefunktion ein kleiner Fehler unterlaufen ist, da die abgeleitete 
Variable nimelt auch in der Logarithmusfunktion mit auftaucht und die Produktenregel 
für die Ableitung angesetzt werden muss. Die Gleichung LZ1.7 muss demzufolge zu 
Gleichung LZ1.8 umformuliert werden. 
 
                                                 
98 Gleichung A-3 befindet sich in der Veröffentlichung von Beerkens und van der Schaaf [8, S. 34]. 
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2. Die Herangehensweise der Optimierung beziehungsweise Minimierung durch eine 
Lagrange-Funktion der freien Enthalpie und einer anschließenden Lösung eines 
Gleichungssystems hat den Vorteil, dass indirekt alle Reaktionen theoretisch 
berücksichtigt werden. Der Nachteil ist, wenn nicht alle Daten zum Beispiel von der 
Glasstruktur, die sich durch eine Gasabgabe verändern wird, berücksichtigt werden 
können. 
 
Dies wird in jedem Fall immer ein besonderes Problem bleiben, da die 
Sauerstoffionenaktivität O2- anhand mehrerer Reaktionsgleichungen, wie von Wasser, 
Kohlenstoffdioxid, Eisengleichgewicht und Schwefeleinbau siehe Anhang A1, 
beeinflusst wird.  
 
Innerhalb dieser Arbeit wurde die Herangehensweise nach Beerkens und van der 
Schaaf dahingehend modifiziert, dass eine Berechnung der Langrange-Funktion 
umgangen wird und stattdessen die Gleichgewichte der einzelnen relevanten 
Reaktionsgleichungen verwendet wurden. Die Restriktionen durch das Massener-
haltungsgesetz werden hingegen in der Arbeit mit verwendet. Die Erhaltung der 
Masse wurde dabei nur durch die gelöste Menge an Gasen in der Schmelze 
kontrolliert. Die Stoffmenge an Gasen in den Blasen wurde mit Hilfe des idealen 
Gasgesetzes und den Stoffübergängen nach Němec [2] bewertet. Eine ähnliche 
Herangehensweise zur Berechnung der Partialdrücke unter der Berücksichtigung 
verschiedener Reaktionen und deren Gleichgewichte wird in der 
Verbrennungstechnik verwendet [9, S. 47-49]. Als zusätzliche Restriktion muss hier 
die Summe aller Partialdrücke in der Verbrennungsatmosphäre gleich dem 
Gesamtdruck sein. Der Gesamtdruck in Schmelzen innerhalb der Struktur ist nicht 
bekannt. Es konnte aber ohne Einhaltung dieser Bedingung eine Berechnung der 
Partialdrücke in der Glasschmelze erfolgen. Durch den Vergleich mit dem 
Partialdrücken der Gase in den Blasen konnte damit der Stofftransport und das 
Verhalten der Blase (Wachstum / Schrumpfung) berechnet werden.  
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Für jede gelöste Komponente ergab sich eine Erhaltungsgleichung, die in den 
Gleichungen LZ1.9-LZ1.15 dargestellt sind. Die dargestellten Gleichungen 
beinhalten die ausführlich geschriebenen Zusammenhänge, in dem in den 
Gleichgewichtsfunktionen die Sauerstoffionenaktivität mit berücksichtigt wird. Es 
wurde weiterhin davon ausgegangen, dass sich alle gelösten Gase ideal verhalten. 
Mit Hilfe der Anfangsbedingungen und der Gleichgewichte können theoretisch diese 
Gleichungen gelöst werden, wenn die Sauerstoffionenaktivität und deren 
Veränderung von der Struktur bekannt wäre. Die Gleichung LZ1.15 ist dabei so 
aufgeschrieben, dass einzelne Reaktionen oder gelöste Gase die Sauerstoffionen 
verbrauchen und oder für den Fall des Eisens erzeugen können. Dadurch wird die 
Aktivität der Sauerstoffionen beeinflusst, was durch den Faktor α theoretisch 
berücksichtigt wird. 
In folgender Arbeit wurde der Einfluss der Sauerstoffionenaktivität ausgeblendet. 
Die im Anhang A1 dargestellten Gleichgewichte können dann direkt in die 
Gleichungen LZ1.9-LZ1.14 eingesetzt werden. Gleichung LZ1.15 entfällt 
entsprechend. Weiterhin wurde von oxidierenden Bedingungen ausgegangen, so dass 
das Gleichgewicht des Sulfidions nicht mit betrachtet werden muss. 
 
Weiterhin ist in Gleichung LZ1.13 zu beachten, dass nur die Stoffmenge an 
Sauerstoff betrachtet wird, der durch die Diffusion von Sauerstoff veränderlich ist. 
Demzufolge wird die Veränderung des Sauerstoffgehalts durch Diffusion von 
Wasser, Kohlenstoffdioxid und Schwefeldioxid bei der Gesamtmenge an Sauerstoff 
in Gleichung LZ1.13 nicht berücksichtigt.  
 
In Gleichung LZ1.14 kann über die Gesamtmenge an Eisenoxid in der Schmelze und 
dem zugehörigen Gleichgewicht der Eisenionen in Abhängigkeit vom 
Sauerstoffpartialdruck das Verhältnis der Eisenionen berechnet werden. 
 
Eine Lösung des Gleichungssystems und damit der einzelnen Gaspartialdrücke ist 
unter diesen vereinfachten Annahmen möglich. Durch Umstellen der Gleichung 
LZ1.12 nach dem Partialdruck von Schwefeldioxid und der Gleichung LZ1.14 nach 
dem Massegehalt der Eisen[III]-Ionen unter Verwendung des Eisengleichgewichts 
und Einsetzen dieser neu berechneten Gleichungen in Gleichung LZ1.13 kann der 
Partialdruck von Sauerstoff numerisch berechnet werden. 
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Ki… Gleichgewichtskonstante der jeweiligen Reaktion oder der Henry-Koeffzient  
des Gases in der Schmelze 
ni… Stoffmenge des Gases oder der Komponente in der Glasschmelze 
ai …  Aktivität einer Komponente i 
pi… Partialdruck des Gases i 
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Eisenoxid 
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Sauerstoffionenaktivität 
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Berechnung der Blasenwachstumsgeschwindigkeit  
Němec entwickelte ein Modell [2] zur Berechnung der Diffusion von Gasen aus der 
Schmelze in die Blase und umgekehrt. In diesem Modell wird der Einfluss der 
Schmelzbadhöhe, der Grenzflächenspannung und des Atmosphärendrucks über der 
Schmelze während des Blasenwachstums und Aufstiegs mit berücksichtigt und ist 
demzufolge variabel. Unter Einbeziehung der Diffusion verschiedener Gase und der 
Konzentration der Gase in der Blase und der Schmelze (kg/m³) kann eine 
Berechnung der Blasenwachstumsgeschwindigkeit w erfolgen. Dieses Modell von 
Němec wurde innerhalb der Arbeit zum Segmented-Dünnschichtschmelzer 
verwendet, wobei als Konzentration statt der Masse die Molzahl (mol/m³) verwendet 
wurde. Eine entsprechende Berücksichtigung der Molaren Massen in den 
Diffusionsgleichungen der einzelnen Komponenten musste dabei erfolgen. Im 
Unterschied zu Němec wurde auf die Diffusion von Schwefeltrioxid verzichtet und 
stattdessen geht der Stoffübergang von Sauerstoff und Schwefeldioxid über die 
physikalisch gelösten Gase. Als weitere Gase wurden Stickstoff, Wasser und 
Kohlenstoffdioxid berechnet. Für die numerische Modellierung wurden die von 
Němec dargestellten Gleichungen 6i [2, S. 135] in gleicher Form eingesetzt. Die 
Gleichung 6n nach Němec wurde hingegen in der Arbeit zum Segmented-
Dünnschichtschmelzer in einer anderen Form nach Gleichung LZ1.16 verwendet. 
Die Variablen in Gleichung LZ1.16 haben dieselbe Bedeutung wie die Variablen in 
der Arbeit von Němec. 
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Der Fall, dass sich um die Blase Galle bildet [10], wurde in den Arbeiten zum 
Segmented-Dünnschichtschmelzer nicht berücksichtigt. 
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LZ 2 Modellierungsprogramme zur Bewertung des Einflusses des 
Schweredruckes auf die Blasenwachstumsgeschwindigkeit 
LZ 2.1 Modellierungsprogramm zur Berechnung der Partialdrücke und 
der Diffusionskoeffizienten der einzelnen Gase in der Schmelze 
In diesem Programm wurden die Anfangsbedingungen für die gelösten Gase (CO2, 
H2O, N2, SO2, O2) und die chemisch gelösten Komponenten (Natriumsulfat, 
Eisenoxid) per Hand eingelesen. Als Anfangsbedingungen wurden die Mittelwerte 
aus Tabelle 1 der Hauptarbeit verwendet, siehe Tabelle LZ 3.  
 
Tab. LZ 3: verwendete Anfangsbedingung von gelösten Gasen in Glasschmelzen 
Gasart Verwendeter Wert [mol/m³] 
CO2 4 
H2O 30 / 60
99 
N2 0,034 
SO3
100 45,5 (0,5% Na2SO4) 
O2 / physikalisch gelöst 0,6 
Summe Gase 80,1 / 110,1 
 
Die Gleichgewichte, siehe Gleichungen LZ1.9-LZ1.14, wurden separat übernommen 
und es wurden in Abhängigkeit von den gelösten Gasen und chemischen 
Komponenten die Partialdrücke von CO2, H2O und N2 direkt berechnet.  
 
Die Berechnung des Partialdrucks von Schwefeldioxid erfolgte über das 
Gleichgewicht des Schwefeleinbaus als Sulfat und des vorhandenen Partialdrucks an 
Sauerstoff.  
 
                                                 
99  Es konnte zwischen einer Oxy-Fuel- und Luftbefeuerung unterschieden werden, in dem der 
Wassergehalt der Schmelze variiert wurde. 
100 Die Angabe erfolgt hier als SO3. Innerhalb der Modellierung wird aber das SO3 aufgespalten in 
SO2 und O2 berücksichtigt. 
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Der Partialdruck von Sauerstoff wurde als einzige Größe mit Hilfe der 
Fixpunktiteration [11, S. 26 ff.] numerisch ermittelt. Die Umstellung der 
Gleichungen LZ1.12 und LZ1.14 ergibt die Gleichungen LZ2.1 und LZ2.2. Diese 
Gleichungen eingesetzt in Gleichung LZ1.13 ergeben die Gleichung LZ2.3. 
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LZ 2.2 Modellierungsprogramm zur Berechnung des Stoffaustauschs 
zwischen der Blase und der Schmelze 
Die Berechnung des Stoffaustauschs erfolgte mit Hilfe der Gleichungen von Němec 
[2] und der modifizierten Gleichung LZ1.16.  
 
Es wurde in der Arbeit zum Segmented-Dünnschichtschmelzer angenommen, dass 
der Stoffaustausch im gesamten Volumen gleich vonstatten geht. Weiterhin konnten 
verschiedene Mengen von Blasen als Anfangswertbedingung in die Simulation 
eingegeben werden. Der Standardwert der Anfangsbedingung betrug 108 Blasen pro 
m³. Es wurde weiterhin angenommen, dass keine Strömungen auftreten. Während 
der Simulation des Programms wurde der Blasenaufstieg mit berechnet und die Lage 
der sich am Anfang der Simulation am Boden befindlichen Blasen simuliert. Durch 
den Blasenaufstieg und der stattfindenden Stoffaustauschprozesse verändert sich mit 
der Zeit die Konzentration der gelösten Gase und chemischen Komponenten in der 
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Schmelze. Diese Veränderung wurde in der Simulation dadurch berücksichtigt, dass 
die aktuellen Konzentrationen immer auf die Ebene, in der sich die untersten Blasen 
befinden, bezogen werden. Oberhalb dieser Ebene wurde angenommen, dass überall 
die aktuelle Konzentration vorliegt. Unterhalb dieser Ebene hingegen herrscht ein 
Konzentrationsgradient in Richtung des Bodens, der die Historie der gelösten 
Komponenten beschreibt. Da unterhalb der beschriebenen Ebene keine Blasen mehr 
vorhanden sind, werden diese Konzentrationen nicht verändert. Dieser 
Konzentrationsgradient kann beispielsweise in einer erneuten Simulation zur 
Berechnung des Abstehprozesses in einer geeigneten Form durch Mittelung der 
Werte oder aber direkt verwendet werden.  
 
Durch den Blasenaufstieg verlassen die Blasen mit der Zeit die Schmelze und die 
Summe der Stoffströme zwischen den Blasen und der Schmelze wird entsprechend 
verringert. Dieser Vorgang wurde in der Simulation durch die Anpassung der 
übertragenen Stoffströme zwischen den vorhandenen Blasen und der Schmelze in 
Abhängigkeit von der Aufstiegshöhe der untersten Blasenschicht berücksichtigt. 
 
Die Berechnung der Blasenwachstumsgeschwindigkeit w und der Partialdrücke in 
den Blasen erfolgt für die Bedingungen der Blasen in der untersten Ebene. Diese 
Ebene verschiebt sich entsprechend mit dem Blasenaufstieg und sorgt dafür, dass die 
Einflüsse des Glasstandes auf die Blasenwachstumsgeschwindigkeit und 
Blasenanzahl berücksichtigt werden. 
 
Als Anfangsbedingung der Partialdruckverhältnisse in den Blasen wurden die bei der 
jeweiligen Starttemperatur gegebenen Verhältnisse der Partialdrücke der Gase in der 
Schmelze verwendet. Eine Umrechnung auf den Partialdruck erfolgt über den 
Gesamtdruck in der Blase. 
 
LZ 2.3 Modellierungsprogramm zur Berechnung des Blasenaufstiegs 
und des Blasenwachstums bzw. der Blasenresorption 
Die obengenannten Programme zur Berechnung der Partialdrücke und des 
Blasenaufstiegs mit Blasenwachstum wurden zusammen in eine Excel-Datei gepackt, 
die mit Hilfe von Makros die relevanten Gleichungen explizit löst. Der 
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Blasenaufstieg wurde, wie von Němec beschrieben, mit Hilfe des Stoke’schen 
Gesetzes mit dem Faktor b gleich 2/9 berechnet. Die für die Konvergenz und 
Genauigkeit der Berechnung notwendigen Zeitschritte wurden getestet und wurden 
im Programm mit 0,01 s festgesetzt.  
 
LZ 3 Modellierungsprogramm zur Berechnung der Strömungsgeschwin-
digkeitsverteilung für eine Transportströmung bei veränderlicher Tem-
peraturverteilung über der Schmelzhöhe 
Durch Temperaturgradienten in der Läuterbank wird nicht nur die 
Blasenwachstumsgeschwindigkeit w, sondern sollte auch die Verteilung der 
Strömungsgeschwindigkeit über die Höhe der Schmelze in der Läuterbank 
beeinflusst werden.  
 
Nach Brauer [12, S. 677-679] gilt Gleichung LZ3.1 für die Geschwindigkeit einer 
viskosen Flüssigkeit in Abhängigkeit von der Koordinate y, die eine viskose 
Flüssigkeit entlang einer schrägen Wand mit dem Winkel α zur Horizontalen erreicht.  
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w… Strömungsgeschwindigkeit in m/s 
g… Fallbeschleunigung 
α ...  Anstellwinkel bzw. Neigung der Schmelze zur Horizontalen  
h … Höhe des Fluides 
y… Koordinate zur Beschreibung der Strömungsgeschwindigkeit in den einzelnen  
       Schichten mit Entfernung y vom Boden  
ρl… Dichte des Fluids oder der Schmelze 
ηl… Viskosität des Fluids 
 
Für den Fall der Läuterbank ist zwar theoretisch der Winkel α zur Horizontalen Null, 
aber durch die Reibung innerhalb der Schmelze kommt es zu einem Höhenabfall in 
Strömungsrichtung. Dieser Höhenabfall und der dazugehörige Winkel α,  unter dem 
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die Schmelze einen bestimmten Massenstrom erreicht, kann iterativ unter Nutzung 
von  Gleichung LZ3.2 ermittelt werden. 
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.
m … entstehender Massestrom der Schmelze infolge der Schrägstellung des  
        Gemenges 
b …  Breite des Rieselfilms 
 
Der Transport von Schmelze und der damit verbundenen Strömungsgeschwindig-
keitsverteilung hängt unter Vernachlässigung der Konvektion und des Einflusses der 
Seitenwände von den geforderten Massenströmen, der geometrischen Konstruktion 
der Schmelzwanne, den Eigenschaften der Schmelze und der Temperaturverteilung 
über die Höhe der Schmelze ab. Die Glasart, der Massenstrom und die Konstruktion 
sind im Berechnungsprogramm für den jeweiligen Fall vorgegebene 
Randbedingungen.  
Für den Verlauf der Strömungsgeschwindigkeit ist die Temperaturverteilung vom 
Boden bis zur Schmelzbadoberfläche bei einer reinen Transportströmung maßgebend.  
Wärmeverluste über den Boden der Schmelzanlage können dabei aus theoretischer 
Sicht einen solchen strömungsbeeinflussenden Temperaturgradienten erzeugen. Eine 
Veränderung der Verweilzeit der Schmelze kann infolge des Temperaturgradienten 
erfolgen, der die Läuterwirkung der Läuterzone negativ oder auch positiv 
beeinflussen könnte. Eine Abschätzung des Einflusses des Temperaturgradienten und 
damit auch der Bodendämmung auf die Läuterwirkung ist aus diesem Grund von 
Interesse für die Konstruktion der Läuterzone. 
Die Berechnung der Strömungsgeschwindigkeitsverteilung kann bei bekannter oder 
vorgegebener Temperaturverteilung über die Höhe der Schmelze mit Hilfe der 
Navier-Stokes-Gleichungen [13, S. 94] berechnet werden. Vorausgesetzt wird dabei, 
dass die temperaturabhängige Viskosität der Glasschmelze als Funktion der 
Temperatur der Schmelze bekannt ist. Die Berechnung dieser Temperatur-
abhängigkeit der Viskosität kann für Glasschmelzen mit Hilfe der Vogel-Fulcher-
Tamman-Gleichung erfolgen [14, S. 127-128]. Die in der Modellierung verwendeten 
Parameter der Vogel-Fulcher-Tamman-Gleichung, wie sie in Gleichung LZ3.3 
dargestellt wird, sind A = -2,6152, B = 4257,51 und T0= 267,02 °C.  
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η…     Viskosität in Pas 
A, B und T0 … Parameter der Vogel-, Fulcher-, Tamman-Gleichung, welche aus  
  gemessenen Fixpunkten bestimmt werden müssen 
Tc…    Temperatur der Schmelze in °C  
 
Die Navier-Stokes-Gleichungen für den Fall der Berechnung der Strömungs-
verteilung auf einer Läuterbank gibt Gleichung LZ3.4 [15, S. 103, Gl. 1.4] wieder. 
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
u … Geschwindigkeitsvektor 
F… Gewichtskräfte…entspricht gw 
p… Druck 
gw… wirkende Erdbeschleunigung entspricht der Beschleunigung durch die  
Hangabtriebskraft 
μ… kinematische Viskosität der Schmelze 
ρRef … Referenzdichte  
 
Die für die Berechnung vorausgesetzten Randbedingungen sind, dass die Strömung 
stationär verläuft und es sich um eine reine Transportströmung handelt. Für diesen 
Fall kann der zeitabhängige Term für die Geschwindigkeit gestrichen werden. 
Weiterhin kann der Beschleunigungsterm auf der linken Seite in Gleichung LZ3.4 
auf Grund der niedrigen Geschwindigkeiten in der Größenordnung von 1 mm/s 
(Re<0.5) und damit kleinen Reynoldszahlen der Glasschmelze vernachlässigt werden 
[15, S. 109 ff]. Als weitere Vereinfachung wird angenommen, dass die 
Transportströmung einem Rieselfilm entspricht. Dies bedeutet, dass die 
Glasschmelzhöhe in Strömungsrichtung abfällt und im gleichen Maße der Boden 
auch abfallen müsste. Während der Abfall der Glasbadhöhe in der Realität vorkommt, 
wird der Boden horizontal ausgeführt. Es ist aus Speisern bekannt, dass der Abfall 
der Schmelzbadhöhe in der Größenordnung von 4-10 mm/m liegen kann [16, S. 7]. 
Dies bedeutet bei der Übertragung auf die Verhältnisse der Läuterbank, dass der 
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Höhenabfall unter 4 mm/m liegen wird und damit die Annahme eines Rieselfilms für 
die maximal, modellierte Länge der Läuterzone von 3 m bei einem horizontalen 
Boden akzeptabel ist.  
 
Für diese vereinfachenden Annahmen wird die Strömung nur durch die Gravitation 
beeinflusst. Weiterhin ändert sich der Strömungsverlauf nur über die Schmelzbad-
höhe. Für die Veränderung der kinematischen Viskosität mit der Temperatur kann 
angenommen werden, dass die Veränderung der Dichte mit der Temperatur 
gegenüber der dynamischen Viskosität vernachlässigbar klein ist. Unter diesen 
Randbedingungen und Annahmen vereinfachen sich die Navier-Stokes-Gleichungen 
zu Gleichung LZ3.5 [15, S. 186-188]. 
In Gleichung LZ3.5 ist die Komponente v die Geschwindigkeit in Transportrichtung 
oder auch x-Richtung. Die y-Richtung ist die Koordinate über die Höhe der 
Schmelze. 
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Für die Lösung der Gleichung LZ3.5 mit Hilfe von numerischen Methoden ist es 
vorteilhaft, die Produktregel auf Gleichung LZ3.5 anzuwenden. Gleichung LZ3.6 
zeigt die geeignete Darstellung für eine numerische Auswertung. 
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Die Auswertung von Gleichung LZ3.6 erfolgte explizit mit Hilfe der Finite-
Differenzen-Methode, wobei für die Darstellung der ersten Ableitung der zentrale 
Differenzenquotient [17, S. 243] verwendet wurde. Die zugehörigen numerischen 
Gleichungen befinden sich im Anhang A6. 
 
Für die Anwendung der Gleichung LZ3.6 müssen noch die Randbedingungen für die 
Strömung und die Temperaturverteilung definiert werden. Der Temperaturverlauf 
über der Höhe der Schmelze wird als lineare Funktion angesehen und wird mit Hilfe 
des Programms zur Berechnung der optimalen Wanddicke für den Boden der 
Läuterbank, Kapitel LZ 4 berechnet. Die Randbedingungen für die Strömung sind 
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die Haftbedingung der Schmelze am Boden und eine freie Oberfläche bzw. keine 
Wirkung von Schubspannungen an der Oberfläche der Schmelze.  
Zur Berechnung der Strömung wurde ein eigenes Simulationsprogramm in Excel 
erstellt. Das Programm wurde mit Hilfe von Gleichung LZ3.1 validiert, wobei immer 
100 Berechnungszellen über die Schmelzbadhöhe verwendet wurden. 
 
Da innerhalb des Programms von einer Temperaturverteilung ausgegangen wird, die 
anhand der stationären Wärmeleitungsgleichung für eine feste Wand berechnet wird, 
siehe Kapitel LZ4, muss weiterhin abgeschätzt werden, in wie weit diese Annahme 
für die betrachteten Fälle vertretbar ist. Hierzu wurde ein thermofluiddynamisches 
Modell erstellt. Dieses Modell berechnet die Temperaturverteilung über die 
Glasbadhöhe und die Läuterzonenlänge, unter der Randbedingung das die Strömung 
mit einer konstanten Temperatur in die Läuterzone eintritt und von oben aus dem 
Ofenraum und über den Boden ein konstanter Wärmestrom eingetragen und wieder 
abgeführt wird. 
Werden viskose Effekte in Abhängigkeit von der Temperatur vernachlässigt und 
werden nur Strömungen in x-Richtung zugelassen, dann kann für die 
Strömungsverteilung über die Glasbadhöhe die Funktion nach Gleichung LZ3.1 
verwendet werden. Weiterhin kann für die numerische Berechnung der 
Temperaturverteilung die vereinfachte Energiegleichung [18, S. 3.13] im stationären 
Fall nach Gleichung LZ3.7 angesetzt werden. Es wird in Gleichung LZ3.7 
vorausgesetzt, dass die Wärmeleitfähigkeit keine Funktion von der Temperatur ist. In 
Glasschmelzen ist die Strahlungswärmeleitfähigkeit der Glasschmelze nach dem 
Rosseland-Ansatz [32] von der Temperatur der Glasschmelze zur dritten Potenz 
abhängig. Bei der Berechnung der optimalen Wanddicke, siehe Kapitel LZ 4, und im 
Kapitel LZ7, Abschnitt 7.1, siehe Randbedingungen und Stoffwerte, wird auf diesen 
Sachverhalt näher eingegangen. 
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cp…  spezifische Wärmekapazität der Schmelze 
λ…  Wärmeleitfähigkeit der Schmelze 
v… Strömungsgeschwindigkeit in Transportrichtung 
T…  Temperatur der Schmelze in K 
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Die numerische Auswertung der Gleichung LZ3.7 unter der Bedingung einer 
konstanten Eingangstemperatur und einem konstanten Wärmestromein- und 
Wärmestromaustrag an der Oberfläche der Schmelze und am Boden der Läuterzone 
ergibt insgesamt neun auszuwertende numerische Gleichungen. Vier Gleichungen in 
den Ecken des Modells, vier Gleichungen für die Ränder und eine Gleichung für den 
inneren Bereich der Strömung. 
Die verwendeten Gleichungen befinden sich im Anhang A7.  Bei der Ermittlung der 
Gleichungen im Anhang A7 wurde mit Hilfe der Finite-Differenzen-Methode der 
Energieein- und austrag in jedes zu betrachtende Volumenelement bewertet. Die 
Auswertung erfolgte mit Hilfe einer expliziten Darstellung der Finiten-Differenzen-
Gleichungen innerhalb eines Excel-Programms. In Strömungsrichtung wurden 1000 
Zellen und über die Höhe der Schmelze 20 Zellen verwendet. Die Peclet-Zahl [19, S. 
114] lag für alle im Abschnitt LZ7.2 dargestellten Fälle der Temperaturverteilung 
über die Höhe der Schmelze unter 2.    
 
LZ 4 Modellierungsprogramm zur Berechnung einer optimalen 
Wanddicke für den Boden und der Seitenwand in der Läuterzone  
Im nachfolgenden Abschnitt soll die Berechnung der Wärmeverluste durch die Wand 
diskutiert werden. Es wird dabei auf das Konzept der optimalen Wanddicken [20, S. 
554 ff.] für einen Ofen eingegangen. Das Konzept der optimalen Wanddicken für 
einen Ofen wird für die Läuterzone um den Betrag an Kosten für die erhöhten 
Temperaturen der Schmelze über die Höhe der Läuterbank erweitert.  
 
Die optimale Wanddicke für einen Ofen 
Das Konzept der optimalen Wanddicke für einen Ofen vereint die Kosten für den 
Bau der Ofenwand und die Kosten für den Betrieb des Ofens. Werden Kosten für den 
Bau des Ofens im Bereich der Wärmeisolierung gespart, dann entstehen erhöhte 
Kosten für Erdöl, Strom oder Erdgas zur Deckung der Wärmeverluste. Wird hin-
gegen versucht die Kosten für die Deckung der Wärmeverluste zu minimieren, dann 
steigen wiederum die Kosten für den Ofenbau. 
Aus dem Gesagten wird ersichtlich, dass es in Abhängigkeit von der Ofenwanddicke 
und der Konstruktion der Ofenwand eine sogenannte optimale Wanddicke gibt, bei 
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der die Summe der Kosten für den Bau des Ofens und die Kosten für die Deckung 
der Wandverluste minimiert werden. 
 
Die Kosten zum Bau der Wand setzen sich zusammen aus den Kosten für das 
Steinmaterial, die Kosten für die Lieferung und Lagerung, die Kosten für den Einbau 
des Materials und die Kosten für den um den Ofen herum notwendigen Stahlbau. 
Steigende Wanddicken erhöhen die Kosten für die Steine, weiterhin muss ein 
größerer Personaleinsatz für den Aufbau geplant werden und andererseits ist für die 
Bemessung des Stahlbaus, insbesondere im Bodenbereich, eine stärkere 
Profilauswahl vorzunehmen.  
Die Kosten für den Bau der Wärmedämmung müssen weiterhin aus Sicht des 
Anlagenbetreibers mit Hilfe der Investitionsrechnung auf die Lebensdauer der 
Anlage verrechnet werden.  
Die Größe der Kosten des Wärmeverlustes kann mit Hilfe des stationären Verhaltens 
bzw. des Wärmedurchgangs berechnet werden. Mit Hilfe von mittleren Werten für 
die Wärmeleitung kann bei einem nicht zu komplizierten Aufbau der Ofenwand eine 
schnelle Berechnung erfolgen.  
 
Die Berechnung der Kosten für den Ofenbau der Wand und die Berechnung der 
Energieverluste sollen im Folgenden dargestellt werden.  
 
Kosten für den Ofenbau 
Die Berechnung der Kosten für den Ofenbau soll nur auf Basis der Steinkosten und 
der betriebswirtschaftlichen Investitionsrechnung durchgeführt werden.  
 
Es gilt für die Kosten des Ofenbaus bei einer Wand ohne Einbezug der 
Investitionsrechnung Gleichung LZ4.1. Diese Gleichung geht davon aus, dass die 
Länge der Wand sehr viel größer als ihre Dicke ist.  
Da nicht alle Kosteneinflüsse für den Wandaufbau (Stahlverankerung, Aufbaukosten 
etc.) berücksichtigt werden, wurden in Gleichung LZ4.1 die Kosten der Wand mit 
dem Faktor zwei multipliziert. 
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KWand… Materialkosten für den Aufbau einer Ofenwand 
ki,Stein… Kosten für einen m³ des Materials / der Steinsorte  i 
k…  Anzahl der Steinsorten 
AW…  Fläche der Ofenwand 
si…  Dicke der Steinsorte i in der Wand 
 
Bei Einbezug der Investitionsrechnung für die Kosten einer Wand gilt Gleichung 
LZ4.2. 
 
WandInvest KJzK                                                                                          (LZ4.2) 
KInvest… Investitionskosten 
z….  Annuitätenfaktor 
J…  Anzahl der Abschreibungsjahre  
 
Der Annuitätenfaktor [21, S. 80] berechnet sich mittels Gleichung LZ4.3. 
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pr… Prozentsatz mit dem das eingesetzte Geld gewinnbringend angelegt werden  
könnte oder geliehen werden muss. 
 
Kosten für die Deckung der Wärmeverluste 
Die Kosten für die Deckung der Wärmeverluste lassen sich mit Hilfe des Preises für 
die Energie berechnen. Die Berechnung des Wärmeverlustes kann mit Hilfe von 
Gleichung LZ4.4 erfolgen. Der Wärmedurchgangskoeffizient G in Gleichung LZ4.4 
wird mittels Gleichung LZ4.5 berechnet. 
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WvQ

… Wandverlust durch Wärmedurchgang durch die Wand 
Tio…  Temperatur im Ofen 
Ta…  Temperatur außerhalb in der Umgebung des Ofens 
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αi… Wärmeübergangskoeffizient innerhalb des Ofens an der Ofenwand 
αa… Wärmeübergangskoeffzient außerhalb des Ofens an der Ofenwand 
λi… Wärmeleitfähigkeit der Steinschicht  
 
Die Kosten für die Deckung der Wandverluste pro Jahr ermitteln sich nach 
Gleichung LZ4.6. 
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kWv…  Kosten für den Wandverlust pro Jahr 
kEnergie… Kosten für die Energie pro kwh 
 
Die Kosten der Energie können über den gesamten Betriebszeitraum des Ofens mit 
den Kosten des Aufbaus verrechnet werden.  
Für die Investitionsrechnung wäre es hierfür weiterhin notwendig, dass die Kosten 
für die Energie und deren zu erwartende Preissteigerung im Sinne der 
Investitionsrechnung und der Veränderung der Energiepreise mit verrechnet werden.  
 
Diese genannten Sachverhalte sollen im Folgenden nicht betrachtet werden. 
 
Weiterhin ist die Art der zugeführten Energie (elektrisch oder fossil) in die 
Glasschmelze oder in den Ofenraum hinein und damit verbunden der thermische 
Wirkungsgrad des Beheizungssystems zu beachten. 
Bei einer Beheizung der Glasschmelze durch eine Verbrennung liegt der thermische 
Wirkungsgrad bei optimierten, regenerativ beheizten Glasschmelzwannen mit Luft 
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als Oxidationsmittel bei etwa 70 % [22, S. 16]. Bei einer elektrischen Beheizung der 
Glasschmelze liegt der Wirkungsgrad bei 90 % [23, S. 376-377]. Zusätzlich muss aus 
theoretischer Sicht beachtet werden, dass es denkbar ist, dass die heißen Abgase aus 
der Abschmelzzone innerhalb der Läuterzone verwendet werden können, wenn die 
Temperaturen im Oberofen der Läuterzone unterhalb der Abgastemperaturen der 
Abgase aus der Abschmelzzone liegen. In diesem Fall würde „kostenlos“ Energie zur 
Verfügung stehen, welche entsprechend genutzt werden kann.  
Innerhalb der Arbeiten zum Segmented-Dünnschichtschmelzer wurde von einem 
thermischen Wirkungsgrad von 90 % für den Fall einer elektrischen Beheizung 
ausgegangen. 
 
Die Summe der Kosten für den Aufbau der Anlage gibt Gleichung LZ4.7 wieder. 
 
JkJzKK WvWandges                                                                            (LZ4.7) 
Kges… Gesamtkosten zum Bau und zur Deckung der Wandverluste des Ofens 
 
In Abhängigkeit der Kosten für den Ofenbau der Wand und der Wahl der einzelnen 
Schichtdicken ergibt sich ein Minimum der Gesamtkosten für den Bau und dem 
Betrieb einer Ofenwand. Eine Optimierung der einzelnen Ofenwände und damit die 
Kosten für den Ofenbau sind möglich.  
 
Die optimale Wanddicke für die Läuterzone 
Die Gleichung LZ4.7 zur Berechnung der optimalen Wanddicke einer Ofenwand und 
die Gleichungen LZ4.4 und LZ4.5 müssen im Hinblick auf die technologischen 
Vorraussetzungen in der Läuterzone modifiziert werden. 
 
Es soll im Folgenden davon ausgegangen werden, dass es für den Betrieb der 
Läuterzone eine optimale Temperatur in Abhängigkeit des Massestroms, den 
konstruktiven Bedingungen der anderen Zonen, der Betriebsweise etc. gibt. Eine 
Erhöhung der Temperatur über der optimalen Läuterzonentemperatur wäre 
Energieverschwendung, hingegen würden zu niedrige Temperaturen Läuterprobleme 
hervorrufen. Eine Berücksichtigung dieser Sachverhalte kann durch eine 
Modifizierung der Gleichungen LZ4.4, LZ4.5 und LZ4.7 durchgeführt werden. 
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In den Gleichungen LZ4.4 und LZ4.5 kann eine Unterschreitung der optimalen 
Läutertemperatur dahingehend berücksichtigt werden, dass die optimale 
Läutertemperatur als Randbedingung am Boden gelten muss. Dadurch wird 
sichergestellt, dass innerhalb der Glasschmelze überall mindestens die optimale 
Läutertemperatur vorherrscht. 
 
Die Gleichungen LZ4.4 und LZ4.5 in modifizierter Version geben die Gleichungen 
LZ4.8 und LZ4.9 wieder. 
)(* aoLwWv TTAGQ 

                                                                                  (LZ4.8) 
 
G*… modifizierter Wärmedurchgangskoeffizient 
ToL… optimale Läutertemperatur 
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                                                                                              (LZ4.9) 
 
Die Berechnung des Wärmeübergangskoeffizienten an der Außenseite der Wand 
kann mit Hilfe der von Walter [24, S. 620.1] angegebenen Gleichungen für den 
Wärmeübergang am Boden, der Decke und der Seite eines Ofens berechnet werden. 
 
Die Gleichung für den Wärmeübergangskoeffizienten wird dabei für den jeweiligen 
Fall nach Gleichung LZ4.10 berechnet. 
 
Waa Tfe                                                                                                 (LZ4.10) 
TWa… Temperatur der Außenwand in °C 
 
Die Koeffizienten e und f sind Parameter, welche für die drei Arten von Wänden 
(Boden, Seitenwand und Decke) nach Walter eingesetzt werden.  
Für den Boden gilt: e = 6 W/m² und f = 0,052 W/(m²*°C).  
Für die Seitenwand eines Ofens gilt: e = 7,4 W/m² und f = 0,054 W/(m²*°C). 
Anhang LZ                                                                                                       Seite 267 
Erhöhte Temperaturen der Schmelze können mit einem zusätzlichen Kostenterm 
belegt werden, der den zusätzlichen Energiebedarf für das Erwärmen der 
Glasschmelze über der optimalen Läutertemperatur bewertet.  
Da dieser Term ein zusätzlicher Kostenfaktor, hervorgerufen durch die 
Wärmeverluste, ist, müssten auch hier die Investitionsrechnung bei den 
Energieverlusten und der Einfluss der Energieübertragung (Wirkungsgrad des Ofens) 
berücksichtigt werden. Dies soll aber auch hier wie bei den Wärmeverlusten nicht 
berücksichtigt werden. 
Eine vereinfachte Berechnungsvariante für die Kosten der Temperaturerhöhung gibt 
Gleichung LZ4.11 wieder. Die Berechnung der mittleren Temperaturüberhöhung 
erfolgt mit Hilfe von Gleichung LZ4.12. 
Energieüpglas kTcmk 

                                                                             (LZ4.11) 
 
kGlas… Energiekosten für die zu hohen Temperaturen der Glasschmelze in der  
Läuterzone pro Jahr 
ΔTü… mittlere Temperaturüberhöhung in der Glasschmelze 
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QT                                                                                          (LZ4.12) 
heff... effektive Schmelzbadhöhe    
 
Bei den Gleichungen LZ4.11 und LZ4.12 wird vereinfachend davon ausgegangen, 
dass die Wärmeleitfähigkeit und der Massestrom über die gesamte Höhe der 
Läuterzone in der Schmelze konstant sind. Zur Berechnung der mittleren 
Temperaturüberhöhung in der Glasschmelze muss in Gleichung LZ4.12 der 
Multiplikationsfaktor 0,5 verwendet werden.  
Für den realen Fall wird es so sein, dass im heißeren oberen Bereich die 
Temperaturen, und damit die effektiven Wärmeleitfähigkeiten, und die 
Massenströme höher sind. Hingegen sollten der Massestrom und die 
Wärmeleitfähigkeit am Boden für den realen Fall geringer sein. Im oberen Bereich 
der Schmelze würde die höhere Wärmeleitfähigkeit einen geringeren, mittleren 
Temperaturabfall bewirken. Hingegen müsste für den Bodenbereich aufgrund der 
Wärmeleitfähigkeit ein höherer, mittlerer Temperaturabfall angesetzt werden.  
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Da die Glasschmelze ein Multi-Bandenstrahler [14, S. 285 ff.] ist, wird je nach 
Glasart die Strahlung aus dem Oberofen und dem Bodenbereich in die Schmelze 
nicht an der Oberfläche der Schmelze komplett absorbiert und reflektiert, sondern 
kann in die Schmelze eine bestimmte von der Glasart, Wellenlänge und 
Glasschmelztemperatur abhängige Tiefe eindringen. Der Verlauf der Glasschmelz-
temperatur im Bereich der Oberfläche und am Boden ist gegenüber dem Volumen 
verändert, wie beispielhaft Roychowdhury und Srinivasan [25] darstellt.    
Um den Einfluss der Strahlung tendenziell gerecht zu werden, wird der Weg für die 
Berechnung der Temperaturgradienten nicht mit der Höhe des Schmelzbades in der 
Läuterzone gleichgesetzt. Es wird stattdessen mit einer effektiven Glasschmelzhöhe 
heff gerechnet, welche gegenüber der Schmelzbadhöhe um den Wert der 
Eindringtiefe mal den Faktor zwei (Einfluss Strahlung am Boden und an der 
Oberfläche der Schmelze) vermindert werden kann. 
 
Die Berücksichtigung des Kostenterms für die Temperaturerhöhung der Schmelze 
zur Minimierung der Gesamtkosten nach Gleichung LZ4.7 erfolgt in Gleichung 
LZ4.13.  
 
JkJkJzKK GlasWvWandges                                                         (LZ4.13) 
 
Die Berechnung der optimalen Wanddicke der Seitenwand in der Läuterzone erfolgte 
mit Hilfe der Gleichung LZ4.13, wobei der letzte Term zur Berechnung der Kosten 
der Temperaturerhöhung weggelassen wird. Die Gleichungen LZ4.8 und LZ4.9 
werden für den Fall der Seitenwand der Läuterzone statt der Gleichungen LZ4.4 und 
LZ4.5 verwendet. 
 
Die Berechnung der optimalen Wanddicke erfolgte mit Hilfe eines in Excel erstellten 
Programms. Dieses Programm kann für zwei Isoliermaterialien und das 
Feuerfestmaterial in Schmelzkontakt die optimale Wanddicke berechnen. Es 
berücksichtigt dabei die maximale Anwendungstemperatur von einem Isoliermaterial 
und die typischen Steindicken dieser Materialien. Die Änderung der Werte für die 
Steindicken der Isolationsmaterialien erfolgt in relevanten Bereichen für die Dicke 
und berücksichtigt damit  die Abmaße der Steine.  
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Die Eingabeparameter im Berechnungsprogramm sind:  
 konstruktive Randbedingungen der Zone (Länge, Breite, Schmelzbadhöhe) 
 mittlere Wärmeleitfähigkeit der einzelnen Steinmaterialien 
 Preis der Steinqualitäten pro m³ 
 Massestrom in der Zone 
 spezifische Wärmekapazität und mittlere Wärmeleitfähigkeit der Schmelze 
 Temperatur der Schmelze am Boden 
 
Aus konstruktiver Sicht muss die Bewertung auf der Basis einer optimierten Wand 
im Bodenbereich der Läuterzone kritisiert werden. Es kann beim Auftreten des 
sogenannten Metalltropfenbohrens [26, S. 187 und 188] die Verwendung eines zu 
gut isolierten Bodens dazu führen, dass das Metalltropfenbohren bei zu hohen 
Temperaturen der Tragschicht nicht zum Stoppen kommt und damit der 
katastrophale Fall des Austritts von Glasschmelze aus dem Boden hervorgerufen 
wird.  Nach Angaben von Wachter muss aus diesem Grund für jeden Boden durch 
eine Wärmedurchgangsberechnung kontrolliert werden, wo die Glasschmelze 
aufgrund ihrer Viskosität inaktiv wird [27, S.59-62]. Auf der anderen Seite kann bei 
einer geeigneten Konstruktion der Läuterzone, dass Metalltropfenbohren verhindert 
werden.   
Im Gegenzug könnte argumentiert werden, dass weniger gut isolierte Böden 
wahrscheinlich eine höhere optimale Läutertemperatur benötigen, da diese höhere 
Wärmeverluste und damit größere spezifische Schmelzleistungen  im optimalen Fall 
benötigen sollten.  
Es ist zu erkennen, dass beide Argumentationen ihre Berechtigung haben. Da beide 
Fälle im Rahmen der Arbeiten zum Segmented-Dünnschichtschmelzer beispielhaft 
für Grünglas bewertet wurden, soll im Rahmen dieser Arbeit nicht weiter auf die 
Thematik der Bodenkorrosion eingegangen werden.  
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LZ 5 Modellierungsprogramm zur Berechnung des Blasenaufstiegs und 
der Läuterwirkung beim Vorhandensein einer reinen Transportströmung 
Die Berechnung des Blasenaufstiegs bei einer reinen Transportströmung in der 
Läuterzone erfolgt mit Hilfe der Gleichung 3.4 der Hauptarbeit siehe Seite 40  mit 
einem Vorfaktor von 2/9. Unter Berücksichtigung des Blasenwachstums und der 
vereinfachten Berechnung der Blasenwachstumsgeschwindigkeit nach Gleichung 3.7 
und den Faktoren der Gleichung 3.7 nach Tabelle 2 der Hauptarbeit siehe Seite 43 
kann die Läuterwirkung der Läuterzone berechnet werden. Der Einfluss des 
Schweredrucks und damit der Schmelzbadhöhe auf die Blasenwachstums-
geschwindigkeit werden durch zusätzliche Temperaturen und Schmelzkosten nach 
Ergebnissen im Abschnitt LZ7.4 berücksichtigt. 
Mit Hilfe einer expliziten, numerischen Berechnung der Zeitabhängigkeit des 
Blasenwachstums und des Ortes der Blase in der Schmelze kann eine Berechnung 
der Läuterwirkung einer gegebenen Konstruktion der Läuterzone erfolgen. Die 
Einbeziehung einer vorher berechneten Strömungsgeschwindigkeitsverteilung durch 
die Wärmeverluste im Boden der Läuterzone ist entsprechend möglich. Die 
Berechnung beschränkt sich innerhalb des Programms auf die Einzelblase.  
 
Für den Beginn des Berechnungsprogramms müssen die Anfangsparameter 
eingegeben bzw. dem Programm zugänglich gemacht werden: 
 Temperatur und Strömungsgeschwindigkeitsverteilung der Schmelze über die 
Höhe der Schmelze in der Läuterzone 
 Blasenwachstumsgeschwindigkeit als Funktion von der Temperatur 
 Viskosität als Funktion von der Temperatur 
 Dichte der Schmelze 
 Blasenanfangsradius 
 Höhe der Blase bei Beginn der Rechnung 
 
Bei der ursprünglichen Entwicklung des Programms zur Berechnung einer optimalen 
Konstruktion der Läuterzone wurde die Höhe der einzelnen Blase als Parameter bei 
Beginn der Rechnung nicht berücksichtigt. Es wurde stattdessen davon ausgegangen, 
dass die Blase am Boden den ungünstigsten Verhältnissen ausgesetzt ist. Wie aber 
die Ergebnisse im Abschnitt 7.3 für den Einfluss der Anfangshöhe bei einer reinen 
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Transportströmung ohne Temperaturgradient in der Schmelze noch zeigen werden, 
hat gerade dieser Parameter einen großen Einfluss auf das Endergebnis und muss 
deshalb innerhalb des Programms berücksichtigt werden. Da die händische Eingabe 
dieses Parameters mühsam ist, wurde dieser Parameter automatisch im Programm, 
durch zehn Anfangspunkte der Blase im gleichen Abstand voneinander über die 
Schmelzbadhöhe verteilt, mit berücksichtigt.  
 
LZ 6 Modellierungsprogramm zur Berechnung der Konstruktion der 
Läuterzone mit minimalen Kosten 
Die für die Beantwortung der Frage einer optimalen Läutertiefe kann nur in 
Abhängigkeit von den Kosten und den umweltrelevanten Faktoren beantwortet 
werden. 
Unter dem Begriff „optimal“ wird verstanden, dass die Kosten für den Betrieb der 
Läuterzone und den Aufbau minimiert werden. Die zu minimierende Funktion ist in 
Gleichung LZ 6.1 angegeben. Die Größe Kges, WR bezeichnet die Summe aller 
auftretenden Kosten während des Betriebes der Läuterzone101. Als Kosten wurden 
die Kosten für den Ofenbau KOfenbau, die Kosten für die Wandverluste pro Jahr kWV 
und die Kosten zur Erwärmung der Glasschmelze pro Jahr auf die mittlere 
Läutertemperatur in der Läuterzone kGS bewertet
102 . Die Ermittlung der Kosten 
erfolgte analog zu Kapitel LZ 4. Die Größen z und J beschreiben wie in Kapitel LZ 4 
den Annuitätenfaktor z und die Abschreibungsjahre J, die mit der Lebensdauer der 
Anlage gleichgesetzt wurden. 
 
JkJkJzKK GSWVOfenbauWRges ,                                              (LZ6.1) 
 
Die Optimierung kann für verschiedene Läutermittelkonzentration an Natriumsulfat 
im Glas durchgeführt werden. Da diese auch im Hinblick auf zukünftige mögliche 
Entwicklungen der Bewertung von umweltrelevanten Kosten mit beachtet werden 
müssen. Im Programm zur Bewertung der Konstruktion mit minimalen Kosten 
                                                 
101 Die Abkürzung WR in Kges, WR bezieht sich auf den üblichen Begriff „Wannenreise“, der sich auf 
die Lebensdauer der Glasschmelzanlage bezieht. 
102 Die Kosten zur Erwärmung der Glasschmelze wurden gegenüber einer Bezugstemperatur von    
1375 °C ermittelt. 
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werden Kosten für die Umwelt nicht berücksichtigt. Der Vergleich der Effektivität 
durch unterschiedliche Läutermittelkonzentrationen kann und wurde im Rahmen der 
Arbeiten zum Segmented-Dünnschichtschmelzer durchgeführt, soll aber im Rahmen 
dieser Arbeit nicht weiter diskutiert werden. 
 
Die Berechnung der Konstruktion mit minimalen Kosten muss folgende Ergebnisse 
liefern: 
 Gesamtkosten für den Ofenbau der Läuterzone und die Wannenreise 
 zugehörige Läutertemperatur 
 Konstruktionsparameter für die Breite, Länge und Schmelzbadhöhe 
 Konstruktionsparameter der Isolierung, der Seitenwand und des Bodens der 
Schmelzwanne 
 
Die Ermittlung dieser Ergebnisse erfolgt mit Hilfe der Programme zur Bewertung 
folgender Fragenkomplexe: 
 Berechnung einer optimalen Wanddicke für den Boden und die Seitenwand 
in der Läuterzone und der Restquarzlösezone 
 Berechnung der Strömungsgeschwindigkeitsverteilung für eine 
Transportströmung bei vorhandener Temperaturverteilung über die Höhe der 
Schmelze. 
 Berechnung des Blasenaufstiegs in der Läuterzone bei Vorhandensein einer 
Transportströmung. 
 
Mit Hilfe dieser Programme wurde ein Programm zur Berechnung der Konstruktion 
einer Läuterzone mit minimalen Kosten aufgebaut. Dieses Programm greift je nach 
Anforderung auf die einzelnen Programme zu und berechnet dann abschnittsweise 
die optimale Wanddicke, den sich daraus ergebenden Temperaturverlauf in der 
Schmelze, die Strömungsgeschwindigkeitsverteilung und dann abschließend die 
Läuterwirkung der gegebenen Konstruktion. 
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Das Berechnungsprogramm der Läuterbank muss entsprechend folgende Punkte 
hintereinander abarbeiten: 
1. Vorgabe der konstruktiven Parameter für die Höhe, Breite, Länge und die 
Läutertemperatur der Schmelze am Boden. 
2. Berechnung der optimalen Wanddicke für den Boden und die Seitenwand.  
3. Anhand der Temperaturverteilung in der Schmelze, aus den Ergebnissen zur 
Berechnung der optimalen Wanddicke des Bodens, erfolgt anschließend die 
Berechnung der Strömungsgeschwindigkeitsverteilung über die Höhe der 
Läuterbank.  
4. Mit den Daten der Temperaturverteilung und der Strömungsgeschwin-
digkeitsverteilung wird abschließend die Läuterwirkung der vorgegebenen 
Konstruktion (Länge, Breite, Läuterbankhöhe) getestet. Hierbei ist der 
Parameter für die Anfangshöhe der Blase mit zu berücksichtigen. Als 
Startwert wird die Blase am Boden genommen. Erreicht eine Blase während 
der Rechnung für eine Anfangshöhe der Blase die Oberfläche bis zum Ende 
der Läuterbank nicht, dann kann die Rechnung für diese gegebene 
Konstruktion und Läutertemperatur abgebrochen werden. Die relevanten 
Daten werden gespeichert. Das Programm beginnt bei Punkt 1.  
5. Wenn die gegebene Konstruktion den Test der Läuterwirkung besteht, 
müssen anschließend die Kosten für den Ofenbau und der Schmelze mit einer 
minimalen Kostengröße verglichen werden. Falls die Gesamtkosten kleiner 
als die minimale Kostengröße sind, dann werden die Gesamtkosten für den 
Ofenbau und der Schmelze, die konstruktiven Parameter und die 
Läutertemperatur am Boden separat gespeichert. 
6. Das Programm endet, sobald alle konstruktiven Parameter und 
Läutertemperaturen abgearbeitet worden. Der Bediener bekommt die 
Konstruktion mit minimalen Kosten und kann gleichzeitig Einblick in die 
Ergebnisse der anderen Rechnungen nehmen. 
 
Für die Berechnungen der Kosten des Ofenbaus103 und der Wärmeverluste wird der 
Oberofenraum qualitativ mit berücksichtigt. Die Wärmeverluste über das Gewölbe 
und die Seitenwände werden anhand von Literaturdaten bewertet. Eine Optimierung 
                                                 
103 Die Kosten für den Aufbau / Stahlbau werden analog zu Kapitel LZ 4 durch Verrechnung der 
Feuerfestmaterialpreise mit dem Faktor 2 pauschal berücksichtigt.  
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dieser Daten erfolgt nicht. Die konstruktiven Daten für die Höhe der Seitenwände 
des Ofenraums und die Gewölberadien und –innenfläche werden für einen 
Gewölbestich von 13,4 % mit Hilfe bekannter geometrischer Gesetzmäßigkeiten [28, 
S. 351.2 und 352.3] berechnet. Die konstruktiven Daten für die Isolierung und 
Steindicken sind im Abschnitt LZ 7.1 zu finden. Zur Berechnung der Kosten durch 
die erhöhten Glasschmelztemperaturen wird nicht der gesamte Energieinhalt der 
Glasschmelze berücksichtigt, sondern nur die Energie, die zur Temperaturerhöhung 
der Glasschmelze über 1375 °C benötigt wird.  
 
LZ 7 Vorbetrachtungen, Einfluss des Schweredrucks auf die Blasen-
wachstumsgeschwindigkeit und Randbedingungen zur Berechnung der  
Läuterzone mit minimalen Kosten 
LZ 7.1 Randbedingungen und Stoffwerte 
Im Folgenden sollen die verwendeten Stoffwerte und Randbedingungen dargestellt 
werden. Aus Wettbewerbsgründen wird auf die Angabe der Preise und der Hersteller 
der verwendeten Steinsorten verzichtet.  
Zum Vergleich der Kosten für eine Läuterzone mit einer Breite von 12 m, einer 
Länge von 1 m und einer Schmelzbadtiefe von 1 m Tiefe und weiterer konstruktiver 
Parameter nach Tabelle LZ 4 ergaben sich Kosten pro m² Schmelzfläche von     
22.848 € ohne Investitionsrechnung und 40.238 € mit Investitionsrechnung bei einem 
Zinssatz von 10 % und einer Laufzeit der Läuterzone von 12 Jahren. Die Tabelle    
LZ 4 gibt gleichzeitig Auskunft über die im Berechnungsprogramm verwendeten 
konstruktiven Parameter im Oberofen und die verwendeten zwei 
Isolationsmaterialien Iso1 und Iso2. 
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Tab. LZ 4: Randbedingungen und konstruktive Parameter des Oberofens und der 
verwendeten Isolationsmaterialien104. 
Material / Lage Eigenschaft 
Rohdichte Isolationsmaterial 1 / Iso1 1040 kg/m³ 
Kaltdruckfestigkeit Isolationsmaterial 1 / Iso1 3,1 N/mm² 
Wärmeleitfähigkeit Isolationsmaterial 1 / Iso1 0,5 W/(m*K) 
Klassifizierungstemperatur Isolationsmaterial 1 / Iso1 1650 °C 
Rohdichte Isolationsmaterial 2 / Iso2 285 kg/m³ 
Kaltdruckfestigkeit Isolationsmaterial 2 / Iso2 1,9 N/mm² 
Wärmeleitfähigkeit Isolationsmaterial 2 / Iso2 0,18 W/(m*K) 
Klassifizierungstemperatur Isolationsmaterial 2 / Iso2 1100 °C 
Wärmeverlust Oberofen Seitenwand 2200 W/m² 
Wärmeverlust Oberofen Gewölbe 2400 W/m² 
Dicke Silika Oberofen Gewölbe 250 mm 
Dicke Isolierung Iso1 Oberofen Gewölbe 124 mm 
Dicke Feuerfeststein ER1681 Seitenwand Oberofen 254 mm 
Dicke Isolierung Iso1 Seitenwand Oberofen 152 mm 
 
Beim Preis für die Energie kann ein Wert von 0,03-0,06 € pro kwh [29] angesetzt 
werden, wobei für die Berechnungen nur der Wert 0,03 € pro kwh verwendet wurde. 
Für die Berechnung wurden zwei Steinqualitäten als Isoliermaterial Iso1 und Iso2 
ausgewählt.  
Aus Tabelle LZ 4 kann entnommen werden, dass Iso2 nur als zweite Hinterisolierung 
für den Ofenbau verwendet werden kann und dass bei der Abschätzung der Kosten 
die Klassifizierungstemperatur von 1100 °C beachtet werden muss. Innerhalb der 
Berechnungen zur optimalen Wanddicke wurde deshalb eine obere Grenze von    
1010 °C für die Temperatur zwischen den Materialien Iso1 und Iso2 mit berück-
sichtigt. Iso1 wurde in den Berechnungen als Normalstein N2 (250*124*64 mm³) 
verwendet. Iso2 stellt eine Platte mit den Abmessungen 1000*500 mm² in der Länge 
und Breite dar. Die Höhe kann in 10 mm Schritten variiert werden. 
Die Dicke der mit der Glasschmelze in Kontakt stehenden feuerfesten Schicht beträgt 
nach einem Beispielmodell der Firma GlassService105 [30] 203 mm und die Dicke 
                                                 
104 Die Wärmerverluste wurden aus Angaben von Trier [26, S. 22 und 29] entnommen.   
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der Isolationsschicht 381 mm. Die Wärmeleitfähigkeit der feuerfesten Schicht 
ER1681 wurde mit Hilfe der von der Firma GlassService, Inc.106 [30] angegebenen 
Gleichungen auf einen Wert von 7,26 W/m*K bei 1450 °C berechnet und wird mit 
diesem Wert der Wärmeleitfähigkeit für diese Steinschicht in dem 
Berechnungsablauf mit berücksichtigt. Die Dicke dieser Steinschicht am Boden 
wurde bei der Berechnung des Wärmedurchgangs auf 100 mm herabgesetzt, um 
Korrosionseinflüsse während der Wannenreise einzukalkulieren. Für die 
Seitenwände in der Schmelzwanne wurde von einer Steindicke der feuerfesten 
Schicht von 254 mm 107  ausgegangen, wobei für die Berechnung des 
Wärmedurchgangs eine Steindicke von 127 mm angenommen wurde. 
 
In Abbildung LZ 1 werden alle Angaben für die einzelnen Bereiche des 
Feuerfestmaterials dargestellt. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
                                                                                                                                          
105 Die Daten wurden aus dem Glass Furnace Modell Programm GFM 4.13 Glass Furnace Model 
entnommen. Ordner „Tutorials“, Modell „Unit Melter“. [30] 
106 GFM 4.13 Glass Furnace Model. Wärmeleitfähigkeit von ER 1681. [30] 
107 Dieser Wert wurde ebenfalls aus dem Modell des „Unit Melter“ entnommen.  
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Abb. LZ 1:  konstruktive Daten für alle Bereiche der Läuterzone 
ER1681 Boden 203 mm 
Isolationsmaterial ISO1 variabel für den Fall 
„optimale Wanddicke“ und 380 mm für den 
Fall der Standardkonstruktion 
Isolationsmaterial ISO2 variabel für den Fall 
„optimale Wanddicke“ und 0 mm für den Fall 
der Standardkonstruktion 
            ISO1 im Gewölbe 124mm 
        
 
               Silika im Gewölbe 254mm 
 
     Sil 
ER1681 
Seiten-
wand 
Oberofen 
254  mm 
ISO1 Ober-
ofen 
Seitenwand  
152 mm 
 
 
ER1681 
Seitenwand 
Schmelz-
wanne 
254 mm 
ISO1 
variabel für 
den Fall 
„optimale 
Wanddicke“ 
oder 152 mm 
für die 
Standard-
konstruktion 
ISO2 variabel 
für den Fall 
„optimale 
Wanddicke“  
oder 0 mm für 
die Standard-
konstruktion. 
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Für den genannten Fall des feuerfesten Aufbaus nach dem Beispielmodell der Firma 
GlassService, Inc. wurde der Wärmedurchgang für eine Wandtemperatur im Ofen 
von 1250 °C beispielhaft berechnet. Der Wert lag bei der Verwendung der 
Wärmeleitfähigkeit für die Wärmedämmung von Iso1 bei 1340 W/m². Nach Trier 
[31, S. 17] liegen die Werte für den Wärmeverlust eines unisolierten Bodens einer 
Glasschmelzwanne in der Größenordnung von 4400-6600 W/m² und für einen 
isolierten Boden bei 1300 W/m². Da die Werte nach Trier für einen isolierten Boden 
und die Rechnung für das Modell von Glass Service Inc. ähnliche Werte für den 
Wärmeverlust liefern, soll als Vergleichsgröße eine Isolationsschicht von 380 mm 
Iso1 für den Boden und 152 mm Iso1 für die Seitenwand verwendet werden. Dieser 
Fall wird als Standardkonstruktion oder „unisolierter Fall“ im Text bezeichnet. 
 
Bei der Berechnung der Kosten für die Temperaturüberhöhung der Schmelze wird 
die spezifische Wärmekapazität der Schmelze mit einem Wert von 1400 J/(Kg*K), 
siehe auch Kapitel LZ 8, verwendet.  
 
Für die Wärmeleitfähigkeit der Schmelze ist die Angabe eines genauen Wertes nicht 
ohne Kenntnis der Vorgeschichte des Gemenges und der Schmelze möglich, da 
insbesondere der Wassergehalt und die Redoxeinstellung der Schmelze und damit 
verbunden die Farbe der Schmelze einen Einfluss auf die Wärmeleitfähigkeit haben. 
Weiterhin ist die Temperaturabhängigkeit der Strahlungswärmeleitfähigkeit nach 
Rosseland [32] von der dritten Potenz der Temperatur der Schmelze abhängig.  
 
Die reine Wärmeleitfähigkeit der Schmelze ohne Strahlung mit 2-2,5 W/(m*K) [33, 
S. 16] soll nicht mit berücksichtigt werden. 
 
Zur Abschätzung der zu verwendenden Strahlungswärmeleitfähigkeit wurden die 
Arbeiten von Genzel [34, S. 71 Bild 2] und Blažek [35, S. 79, Bild 5] verwendet. 
Blažek gibt eine maximale Wärmeleitfähigkeit der Schmelze bei 1400 °C von        
250 W/(m*K)108 für ein im Labor geschmolzenes weißes Flaschenglas an. Für ein 
                                                 
108 Bei den Messungen wird nur der Absorptionsgrad der Schmelze, aber nicht der Brechungsindex als 
Funktion der Temperatur bewertet. Die von Blažek angegebene Strahlungswärmeleitfähigkeit ist 
entsprechend mit Fehlern durch den nur bei Raumtemperatur bekannten Wert des Brechungsindexs 
behaftet. 
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Glas mit 0,5 % Fe2O3 wird von Blažek bei 1400 °C ein Wert von 40 W/(m*K) 
experimentell bestimmt. Genzel berechnet für ein Grünglas bei 1250 °C einen Wert 
der Strahlungswärmeleitfähigkeit von 13 W/(m*K) und für Fensterglas bei 1300 °C 
einen Wert von 84 W/(m*K). Beim Vergleich der Angaben nach Blažek für das Glas 
mit 0,5 % Fe2O3 bei 1250 °C ergibt eine Strahlungswärmeleitfähigkeit von              
25 W/(m*K). Werden zusätzlich Daten aus dem Programm GFM der Firma Glass 
Service Inc. [45] für ein grünes Flaschenglas und ein grünes Fensterglas 
herangezogen 109 , dann ergeben sich folgende Werte der Strahlungswärmeleit-
fähigkeit nach Tabelle  LZ 5.  
 
Tab. LZ 5: Vergleich der Strahlungswärmeleitfähigkeit nach verschiedenen Quellen 
Quelle Glasart Temperatur 
[°C] 
Strahlungswärmeleitfähigkeit  
[W/(m*K)] 
Blažek [35] Weißes 
Flaschenglas 
 
1400 
 
250 
Blažek [35] Glas mit 0,5 % 
Fe2O3 
 
1400 
 
40 
Blažek [35] Glas mit 0,5 % 
Fe2O3 
 
1250 
 
25 
Genzel [34] Grünglas 1250 13 
GFM [45] Container-
Green 
 
1400 
 
29 
GFM [45] Float-Green 1400 57,5 
 
Anhand der Angaben in Tabelle LZ 5 kann für Grünglas angenommen werden, dass 
die Strahlungswärmeleitfähigkeit in der Größenordnung von 20-60 W/(m*K) bei 
1400 °C liegt. Die Varianz ist durch den unterschiedlichen Redoxgehalt, tendenziell 
durch den Wassergehalt und durch die verschiedenen farbgebenden Ionen zu 
erklären. Für diese Arbeit soll angenommen werden, dass für Grünglas bei 1400 °C 
die Strahlungswärmeleitfähigkeit in der Größenordnung von 40 W/(m*K) liegen 
                                                 
109  Im Programm GFM [45] stehen verschiedene Glasschmelzen und deren 
Strahlunsgwärmeleitfähigkeit als Funktion von der Schmelztemperatur zur Verfügung. Als 
Glasschmelzen werden die Glasschmelzen „Container-Green“ und „Float-Green“ an dieser Stelle in 
Tabelle LZ 5 angegeben. 
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kann. Die Strahlungswärmeleitfähigkeit wird dabei innerhalb der Berechnungen als 
konstant angenommen. Die Annahme einer konstanten Wärmeleitfähigkeit birgt 
einen Fehler in der Größe der Strahlungswärmeleitfähigkeit im Temperaturbereich 
von 1400-1450 °C von unter 10 %, wenn die Gültigkeit des Rosseland-Modells110 
und die Konstanz der anderen Parameter wie des Brechungsindex und der 
Absorption der Strahlung in der Schmelze vorausgesetzt werden. Der Fehler in den 
berechneten Temperaturgradienten liegt bei maximal 3 K für eine „optimale 
Wanddicke“ und 10 K für eine Standardkonstruktion. Modellierungsfehler treten 
schlussfolgernd bei eher tieferen Läuterzonen und beim Fall der Standard-
konstruktion im Vergleich zur „optimalen Wanddicke“ auf. Die Größenordnung des 
Einflusses der Kosten durch die erhöhte Schmelztemperatur über der Läuterbank 
liegt bei 1 %, so dass sich die Fehler bei den zu hoch berechneten Temperaturen bei 
maximal 0,1 % bewegen. Auf der anderen Seite werden durch die veränderten 
Temperaturen andere Blasenwachstumsgeschwindigkeiten auftreten und damit wird 
das Läuterverhalten unter Umständen zu positiv abgeschätzt. 
 
Czerny und Genzel [36, S. 138, Bild 2 und 3] geben an, dass für Weißglas die 
berechnete Eindringtiefe der Strahlung bei etwa 5 cm liegt. Für grünes Behälterglas 
ist die Glasschmelze fast Strahlungsundurchlässig und der Wert der Eindringtiefe 
verringert sich auf 0,5 cm 111 . Aus den Daten von Czerny und Genzel kann 
geschlussfolgert werden, dass für grünes Behälterglas, das auch die geringeren 
Strahlungswärmeleitfähigkeiten aufweist, die effektive Schmelzbadhöhe heff in 
Gleichung LZ4.12, Abschnitt LZ 4 quasi gleich der Glasbadhöhe in der Läuterzone 
ist.  
 
Bei der Berechnung werden die möglichen Kosteneinsparungen bei einer „optimalen 
Wanddicke“ in Bezug auf die Vergleichsgröße für die Isolation Iso1 von 380 mm am 
                                                 
110 Für ein grünes Behälterglas ist der Rosseland-Ansatz gerechtfertigt, wie die Ergebnisse von Czerny 
zur Strahlungseindringtiefe von grünen Behälterglas mit unter 0,5 m zeigen [36, S. 138, Bild 2 und 3]. 
111 Czerny und Genzel berücksichtigen in ihrer Ableitung, dass Strahlung aus dem Oberofen nicht nur 
senkrecht, sondern aus allen Richtungen auf die Glasschmelze trifft. Der Einfluss von Reflexion wird 
nicht berücksichtigt. 
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Boden und 152 mm der Seitenwand bestimmt112. Diese Vergleichsgröße wird als 
„unisolierter Fall“ oder Standardkonstruktion bezeichnet.   
Bei den Berechnungen in den Simulationen wurde davon ausgegangen, dass der 
Zinssatz für die Berechnung des Annuitätenfaktors bei 10 % und die Lebensdauer 
der Anlage 12 Jahre beträgt. 
 
LZ 7.2 Einfluss der Temperaturdifferenz in der Schmelze auf das 
Strömungsverhalten der Schmelze und Berechnung der 
Temperaturverteilung in der Läuterbank 
Temperaturdifferenzen in der Läuterbank 
Die in Abhängigkeit von der Wärmedämmung entstehende Temperaturdifferenz in 
der Schmelze bewirkt eine Veränderung der Strömungsverteilung über die Höhe der 
Schmelze. Diese Veränderung der Strömungsgeschwindigkeit kann sich negativ auf 
die Läuterwirkung in der Läuterzone auswirken. Wie Gleichung LZ4.12 zeigt, haben 
die Höhe der Schmelze und die Wärmeleitfähigkeit einen Einfluss auf die 
entstehenden Temperaturdifferenzen in der Schmelze. Aus diesem Grund ist es von 
Interesse zu wissen, welchen Einfluss die Temperaturdifferenzen auf die 
Strömungsverteilung für den Fall der Läuterbank haben.  
Die Temperaturdifferenzen, welche in der Schmelze auftreten könnten, wurden für 
eine Wärmeleitfähigkeit von 40 W/(m*K) bei einer Wärmedämmung von 380 mm 
mit Iso1 und für die „optimale Wanddicke“ berechnet. Die Ergebnisse der 
Berechnung zeigen die Abbildung LZ 2 für die Isolierung 380 mm Iso1 und die 
Abbildung LZ 3 für die „optimale Wanddicke“.  
Die Temperaturdifferenzen in der Schmelze auf einer Läuterbank, die sich anhand 
der Abbildungen LZ 2 und LZ 3 ergeben, liegen bei 10-50 K für den 
„unisolierten“ Fall und 2-12 K für die „optimale Wanddicke“. Es muss an dieser 
Stelle noch einmal darauf hingewiesen werden, dass die verwendete 
Wärmeleitfähigkeit exakt nur für eine Schmelztemperatur von 1400 °C und sich 
entsprechend die Temperaturdifferenzen im realen Fall anders gestalten. Die 
                                                 
112 Die Daten wurden aus dem Glass Furnace Modell Programm GFM 4.13 Glass Furnace Model 
entnommen. Ordner „Tutorials“, Modell „Unit Melter“. [30] 
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berechneten Temperaturdifferenzen werden deshalb nur als Größenordnung der 
möglichen Temperaturdifferenzen angesehen. 
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Abb. LZ 2: Temperaturdifferenz in der Schmelze für eine Isolation von 380 mm mit 
dem Material Iso1 bei einer Wärmeleitfähigkeit der Schmelze von 40 W/(m*K) 
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Abb. LZ 3: Temperaturdifferenz in der Schmelze in Abhängigkeit von der 
Schmelzbadhöhe bei Verwendung einer „optimalen Wanddicke“ und einer 
Wärmeleitfähigkeit der Schmelze von 40 W/(m*K). Die Parameter geben die 
verwendete Bodentemepratur an, wobei ein nachgestelltes „X“ angibt, dass der 
Einfluss eines Massenstroms an Schmelze von 100 t/d auf das Berechnungsergebnis 
der „optimalen Wanddicke“ berücksichtigt wurde.  
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Einfluss der Temperaturverteilung auf die Strömung 
Die Abbildungen LZ 2 und LZ 3 zeigen, dass die relevanten Temperaturdifferenzen 
für eine Glasbadhöhe von 0,4 m bei 4 K für die optimierte Wandkonstruktion und für 
die Standardkonstruktion bei 15 K liegen. Eine Berechnung der daraus resultierenden 
Strömungsverteilung zeigt Abbildung LZ 4. 
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Abb. LZ 4: Strömungsgeschwindigkeitsverteilung bei einer Breite der Läuterbank 
von 8 m, einer Höhe von 0,4 m, einer Bodentemperatur von 1445 °C und einem 
Massestrom von 100 t/d in Abhängigkeit von der Temperaturdifferenz über die Höhe 
der Läuterbank 
 
Abbildung LZ 5 zeigt zusätzlich die Ergebnisse für eine Tiefe von 1 m, wobei der 
Temperaturgradient für die optimierte Wand bei 10 K und für die normal isolierte 
Läuterbank bei 40 K liegt. 
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Abb. LZ 5: Strömungsgeschwindigkeitenverteilung bei einer Breite der Läuterbank 
von 8 m, einer Höhe von 1 m, einer Bodentemperatur von 1445 °C und einem 
Massestrom von 100 t/d in Abhängigkeit von der Temperaturdifferenz über die Höhe 
der Läuterbank 
 
Anhand der Abbildungen LZ 4 und LZ 5 ist zu erkennen, dass der 
Temperaturgradient keinen sichtbaren Einfluss auf die Strömungsverteilung aufweist. 
Bei genauer Betrachtung der Daten kann davon ausgegangen werden, dass die 
Unterschiede bei den Strömungsgeschwindigkeiten in der Größenordnung von 
maximal zwei Prozent liegen.  
 
Für andere berechnete Fälle z.B. bei einer 1 m tiefen Restquarzlösezone, bei dem die 
Wärmeleitfähigkeit mit 10 W/(m*K) angesetzt wurde, die Bodentemperatur 1325 °C 
hoch ist und sich daraus berechnet die Temperaturgradienten von 45 K für die 
optimierte Wand und 150 K für die normale Isolation ergeben, liegt der Unterschied 
der Strömungsgeschwindigkeit bei durchschnittlich zehn Prozent im unteren Bereich 
der Strömung und sechs Prozent im oberflächennahen Bereich der Schmelze.  
Eine Erklärung dafür, dass die Temperaturverteilung keinen deutlichen Einfluss auf 
die Strömungsverteilung in der Läuterzone hat, kann mit Hilfe der Viskosität der 
Schmelze bei diesen Temperaturen gegeben werden. Für die Temperatur von       
1445 °C beträgt die Viskosität der verwendeten Schmelze 9,97 Pas. Wird die Tem-
peratur um 10 K bzw. 40 K erhöht, dann verringert sich die Viskosität auf 9,3 Pas 
bzw. 7,6 Pas.  
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Mit Hilfe der Ergebnisse aus Abbildung LZ 5 können die Größenordnungen der 
beiden Terme auf  der rechten Seite der Gleichung LZ3.6 bewertet werden und 
ergeben sich zu 17 Pa/m³ für den ersten und 0,57 Pa/m³ für den zweiten Term. Der 
zweite Term liegt damit durchschnittlich in der Größenordnung von kleiner 4% des 
ersten Terms. Eine geringe Beeinflussung der Strömung bei relativ geringen 
Viskositätsunterschieden ist demzufolge denkbar.  
 
Temperaturverteilung in der Läuterbank 
Die Berechnung der Temperaturverteilung über die Höhe der Läuterbank wurde für 
verschiedene Läuterbankhöhen, Läuterbanklängen und Wärmeströmen an der 
Oberfläche der Glasschmelze und am Boden durchgeführt. Die Abbildungen LZ 6- 
LZ 8 geben die Entwicklung der Temperaturverteilung in Abhängigkeit von der 
Höhe für verschiedene Orte in Längsrichtung der Läuterzone wieder. 
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Abb. LZ 6: Temperaturverteilung über die Höhe der Läuterbank an verschiedenen 
Punkten in Längsrichtung der Läuterbank. Die Berechnung erfolgte für eine 
Wärmeleitfähigkeit von 40 W/(m*K), einem Wärmestrom von 300 W/m², eine Breite 
der Läuterbank von 6 m und einem Massestrom von 100 t/d 
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Abb. LZ 7: Temperaturverteilung über die Höhe der Läuterbank an verschiedenen 
Punkten in Längsrichtung der Läuterbank. Die Berechnung erfolgte für eine 
Wärmeleitfähigkeit von 40 W/(m*K), einem Wärmestrom von 1200 W/m², eine 
Breite der Läuterbank von 6 m und einem Massestrom von 100 t/d. 
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Abb. LZ 8: Temperaturverteilung über die Höhe der Läuterbank an verschiedenen 
Punkten in Längsrichtung der Läuterbank. Die Berechnung erfolgte für eine 
Wärmeleitfähigkeit von 40 W/(m*K), einem Wärmestrom von 1200 W/m², eine 
Breite der Läuterbank von 6 m  und einem Massestrom von 500 t/d. 
 
Anhand der Abbildungen LZ 6-LZ 8 wird deutlich, dass für den Anfangsbereich der 
Läuterzone von kleiner 1 m die Berechnung mit stationären Wärmeströmen ein zu 
großer Temperaturgradient bewertet wird. Der Temperaturgradient wird für den 
isolierten Fall (300 W/m²) um etwa 1,5-3 K zu hoch abgeschätzt, wobei größere 
Schmelzbadhöhen entsprechend negativer bewertet werden. Für den unisolierten Fall 
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(1200 W/m²) wird der Temperaturgradient um 3-7 K zu hoch abgeschätzt. Im 
Vergleich zur „optimalen Wanddicke“ muss für geringe Läutertiefen von 0,4 m und 
Längen von 0,5 m angenommen werden, dass die realen Kosten für den unisolierten 
Fall um etwa 3650 € geringer ausfallen, aber auf der anderen Seite sich das 
Läuterergebnis aufgrund der niedrigeren Temperaturgradienten verschlechtern sollte, 
siehe Abschnitt LZ 7.3. Es bleibt die Frage, in wie weit überhaupt die Annahme einer 
konstanten Temperaturverteilung beim Eintritt der Schmelze in die Läuterbank 
gerechtfertigt ist.  
Wird zusätzlich noch der Einfluss des Massestroms betrachtet, dann ist nach 
Abbildung LZ 8 die Annahme eines konstanten Temperaturgradienten bei einem 
höheren Massestrom von beispielsweise 500 t/d zu hinterfragen. Die berechneten 
Ergebnisse werden bei höheren Masseströmen geringere Läuterbanklängen 
vortäuschen und auf der anderen Seite werden höhere Kosten für die Schmelze 
errechnet.  
 
LZ 7.3 Einfluss der Blasenanfangshöhe als Anfangsparameter zur 
Bewertung der  Läuterfähigkeit einer Läuterbank 
Zur Bewertung der Läuterfähigkeit eines Glasschmelzofens gibt es zwei 
Herangehensmöglichkeiten. Bei der ersten Methode wird durch Integration entlang 
der Strömungslinien eine Kennzahl gebildet, die einerseits den Blasenaufstieg und 
andererseits das Blasenwachstum bewertet. Die Strömungslinie, die aus Sicht der 
Kennzahl den ungünstigsten Zahlenwert aufweist, wird als kritische Strömungslinie 
bezeichnet und kann als Vergleich für verschiedene Öfen verwendet werden.  
Die zweite Methode geht davon aus, dass an spezifischen Orten im Glasschmelzofen 
Blasen entstehen und deren Bewegungsverlauf in der Schmelzwanne berechnet wird. 
Der Einfluss des Blasenaufstiegs und des Blasenwachstums kann bei der Bewegung 
der Blasen im Ofen mit berücksichtigt werden. Der Vorteil dieser Methode ist, dass 
der Einfluss der Strömung bei der Bewertung der Läuterfähigkeit besser 
berücksichtigt wird. 
Die Läuterfähigkeit der Läuterzone soll zur Berechnung einer Läuterkonstruktion mit 
minimalen Kosten im Folgenden mit Hilfe der zweiten Methode bewertet werden. 
Wie anhand einer ersten Überlegung scheinbar stimmig ist, müssen dabei nur die 
Blasen betrachtet werden, die sich beim Eintritt in die Läuterzone am Boden 
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befinden. Diese erste Vermutung soll anhand von verschiedenen Simulationen 
bestätigt oder abgelehnt werden. Eine Verkürzung der Berechnung könnte durch 
diese Annahme erfolgen, da nicht alle Blasenanfangshöhen über die Höhe der 
Schmelze betrachtet werden müssten. 
 
Die Berechnung erfolgte anhand einer Läuterzone mit einer bestehenden Breite von  
8 m und einer Länge von 20 m. Die Länge wurde so hoch gewählt, damit die 
Möglichkeit besteht, dass auch kleine Blasen bei niedrigen Schmelztemperaturen die 
Schmelze verlassen können und damit der Einfluss der Blasenanfangshöhe für 
verschiedene Temperaturen bewertet werden kann. Es wurden die Schmelzbadhöhen 
von 0,2-1,2 m berechnet. Weiterhin soll die Schmelze überall in der Läuterzone eine 
konstante Temperatur aufweisen. Die Temperaturen wurden von 1375 °C in 50-
Kelvin-Schritten auf 1475 °C erhöht.  
Die Anfangshöhe der Blase wurde dadurch variiert, dass die Schmelzbadhöhe über 
die Höhe in 10 Teile eingeteilt wurde. Die Modellierung erfolgte mit Hilfe des 
Programms zur Modellierung des Blasenaufstiegs und Blasenwachstums. Die 
Strömungsverteilung über die Höhe der Schmelze wurde mit Hilfe der analytischen 
Gleichung des Rieselfilms nach Gleichung LZ3.1 aus Kapitel LZ3 berechnet. Der 
Massestrom wurde mit 100 t/d und die Läutermittelkonzentration mit 0,3 % 
Natriumsulfat angesetzt.   
 
Es sollten anhand der Simulationsergebnisse folgende zwei Fragen beantwortet 
werden: 
1. Welchen Einfluss hat der Blasenanfangsradius? 
2. Kann mit einer Anfangsblasenhöhe z.B. am Boden oder in der Mitte der 
Schmelzhöhe die Modellierung zur Bewertung der Läuterzone durchgeführt 
werden? 
 
Die Ergebnisse der Modellierung zeigten immer ein ähnliches Verhalten wie es 
beispielhaft in Abbildung LZ 9 dargestellt wird. In Abbildung LZ 9 wird auf der Y-
Achse der zurückgelegte Weg der Blase in Strömungsrichtung angegeben. Hat die 
Anfangshöhe der betrachteten Blase keinen Einfluss, dann müsste ein 
kontinuierlicher Abfall des zurückgelegten Weges der Blase mit steigender 
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Anfangsblasenhöhe zu beobachten sein, da die Blase einen kürzeren Aufstiegsweg 
zurücklegen muss. 
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Abb. LZ 9: Einfluss der Blasenanfangshöhe bei einer Schmelzhöhe von 0,2 m, einer  
Läutertemperatur von 1425 °C, einem Massenstrom der Schmelze von 100 t/d und 
einer Konzentration an Natriumsulfat von 0,3 % nach Tabelle 2 Seite 43 der 
Hauptarbeit auf den zurückgelegten Weg der Blase entlang der Läuterzone in m (Die 
Parameter sind die Blasenanfangsradien in m.) 
 
Aus den dargestellten Ergebnissen der Abbildung LZ 9  kann entnommen werden: 
1. Die Wahl der Blasenanfangshöhe hat einen deutlichen Einfluss auf den 
berechneten, zurückgelegten Weg der Blase entlang der Läuterzone. Es kann 
nicht direkt vorhergesagt werden, bei welcher Anfangshöhe der maximale 
Weg zurückgelegt wird. Wird die Blase am Boden als Kriterium zur 
Berechnung der Läuterkonstruktion mit minimalen Kosten herangezogen, 
dann können Fehler bis zu 100 % bezogen auf den zurückgelegten Weg der 
Blase am Boden gemacht werden.  
2. Mit steigender Anfangsblasengröße wird der Unterschied zwischen maximal 
zurückgelegten Weg und dem zurückgelegten Weg der Blase am Boden 
verringert. Weiterhin verschiebt sich das Maximum zu einer niedrigeren 
Anfangsblasenhöhe. 
3. Die Wahl einer bestimmten Anfangsblasenhöhe, zum Beispiel in der Mitte 
der Schmelze, führt zu fehlerbehafteten Werten. 
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Die Ursache des Maximums im Verlauf des zurückgelegten Weges in Abhängigkeit 
von der Blasenanfangshöhe kann am besten damit erläutert werden, wenn folgender 
theoretischer Fall angenommen wird: 
1. die Strömungsgeschwindigkeitsverteilung über die Höhe der Schmelze kann 
durch zwei Strömungsgeschwindigkeiten charakterisiert werden. In der 
unteren Hälfte ist die Strömungsgeschwindigkeit quasi Null und in der oberen 
Hälfte besitzt sie einen konstanten Wert. 
2. Die Wahrscheinlichkeit, dass eine Blase mit einer geringen Blasengröße in 
den unteren Bereich der Läuterzone gelangt, ist sehr viel kleiner als dass eine 
Blase in den oberen Bereich der Schmelze gelangen kann. Die 
Wahrscheinlichkeit ist aber nicht gleich Null. 
3. Es wird vorausgesetzt, dass das Blasenwachstum überall gleich groß ist. 
 
Werden nun drei Blasen einmal am Boden, einmal in 25 % der Höhe und einmal in  
50 % Höhe der Schmelze betrachtet, dann ergeben sich unterschiedliche Werte für 
den zurückgelegten Weg der Blase in Strömungsrichtung. 
 
Die Blase am Boden und die Blase in 25 % der Höhe der Schmelze werden dabei 
solange nicht in Strömungsrichtung bewegt, bis sie die Hälfte der Höhe der 
Läuterbank durch Blasenaufstieg und Blasenwachstum erreicht haben. Die Blase bei 
der Hälfte der Höhe der Schmelze wird dementsprechend sofort bei Eintritt in die 
Läuterzone in Strömungsrichtung fortbewegt. Für alle Blasen gilt, dass sie wachsen 
können. Die Blase am Boden hat dabei einen größeren Zeitraum zum Wachsen zur 
Verfügung bis sie die halbe Höhe der Schmelze erreicht wie die Blase bei einer 
Starthöhe von 25 %. Werden nun die realen Größen der Blasen miteinander 
verglichen, sobald sie die halbe Schmelzhöhe erreicht haben, dann wird ersichtlich, 
dass eine unterschiedliche Blasengröße für den jeweiligen Fall vorliegt. Die Blase 
am Boden hat dabei den größten Blasenradius erreicht und die Blase bei 50 % 
Schmelzhöhe hat dementsprechend noch ihren Startwert der Blasengröße. Die Blasen, 
welche eine geringere Blasenanfangshöhe als 50 % haben, werden aus diesem Grund 
einen geringeren Weg in Transportrichtung zurücklegen, als die Blase mit einer 
Starthöhe von 50 %. 
Wird aus dieser Sicht nun eine Blase mit einer Anfangshöhe von 75 % Schmelzhöhe 
mit einer Blase mit der Starthöhe von 50 % verglichen, dann wird klar, dass die 
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erstere einen kürzeren Aufstiegsweg zurücklegen muss. Dementsprechend muss bei 
ansonsten gleichen Bedingungen, die Blase mit einer größeren Anfangshöhe 
oberhalb 50 % schneller aus der Schmelze als die Blase bei einer Anfangshöhe von 
50 % entweichen.  
Die beiden Darstellungen zeigen, dass es ein Maximum für den in 
Strömungsrichtung zurückgelegten Weg für den genannten Fall geben muss. Das 
Maximum des zurückgelegten  Weges liegt hierfür bei einer Schmelzhöhe von 50 %. 
 
Diese Überlegung angewandt auf die Bedingungen der Läuterbank ohne Kon-
vektionsströmungen zeigt, dass Blasen am Boden einer geringeren Transportge-
schwindigkeit in Strömungsrichtung ausgesetzt sind. Dementsprechend haben diese 
Blasen einen größeren Zeitraum zum Wachsen zur Verfügung ohne stark in 
Strömungsrichtung fortbewegt zu werden. Da weiterhin Blasen, die sich in der Nähe 
der Schmelzoberfläche befinden, einen kürzeren Aufstiegsweg aufweisen, muss es 
zwangsläufig ein Maximum für den zurückgelegten Weg in Abhängigkeit von der 
Anfangsblasenhöhe geben. Dieses Maximum ist demnach von verschiedenen 
Faktoren, wie dem Temperatur- und Strömungsprofil, der Badtiefe und der 
Wachstumsgeschwindigkeit der Blasen abhängig. Es kann demnach sein, dass sich 
für große Temperaturgradienten in der Schmelze die Bedingungen ändern können 
und dann doch wieder die Blasen in der Nähe des Bodens das größte Problem 
darstellen. Für die Simulationen bedeutet dies schlussfolgernd, dass eine 
Berücksichtigung der Anfangsblasenhöhe beim Eintritt in die Läuterzone notwendig 
ist.  
 
LZ 7.4 Einfluss Schweredruck der Schmelze 
Die Berechnungen zur Konstruktion mit minimalen Kosten wurden unter der 
Voraussetzung durchgeführt, dass die Blasenwachstumsgeschwindigkeit nur eine 
Funktion von der Temperatur ist. In realen Prozessen ist diese Abhängigkeit 
zusätzlich durch die Abhängigkeiten von der Konzentration zu ergänzen. Die 
Grundlagen zur Berechnung der Blasenwachstumsgeschwindigkeit im Abschnitt LZ 
1.3 und die Grundlagen zur Läuterung in den Unterabschnitten 3.1.1 und 3.1.3 der 
Hauptarbeit zeigen die prinzipiellen Zusammenhänge. Es muss davon ausgegangen 
werden, dass sich bei größeren Mengen an in die Läuterzone eintretenden Blasen die 
Blasenwachstumsgeschwindigkeit als Funktion der Längskoordinate und der Höhe 
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der Schmelze verändern wird. Anhand von Abbildung 9, Seite 37 und Tabelle 1, 
Seite 38 der Hauptarbeit kann für den maximalen berechneten Blasenendradius von 
1,4 mm, siehe Abbildung 16 Seite 57 der Hauptarbeit, bei der Läuterbank davon 
ausgegangen werden, dass 0,9 mol/m³ Gas aus der Schmelze verbraucht werden, 
wenn 107 Blasen pro m³ in die Läuterzone eintreten, siehe auch die Seiten 37 und 47 
der  Hauptarbeit.  Diese Menge an verbrauchtem Läutergas ist im Vergleich zu der 
zur Verfügung stehenden Menge an Läutergas SO2 von 91 mol/m³ bei der Zugabe 
von 0,5 kg Natriumsulfat pro 100 g Glas gering113. Der Einfluss der Veränderung der 
Konzentration der Schmelze an Läutergas wurde im Rahmen dieser Arbeit nicht 
bewertet, weil auch davon ausgegangen werden kann, dass während der 
experimentellen Messung der Blasenwachstumsgeschwindigkeit der Mittelwert aus 
vielen Blasenwachstumsgeschwindigkeiten genommen wurde. 
 
Ein weiterer Zusammenhang zum Blasenwachstum, der in dem Programm zur 
Berechnung der Konstruktion mit minimalen Kosten unberücksichtigt bleibt, ist die 
Druckabhängigkeit der Blasenwachstumsgeschwindigkeit. 
Die verwendeten Koeffizienten nach Roi siehe Seite 43 der Hauptarbeit [37] wurden 
anhand von Laborergebnissen von Němec [38] erhalten. In den verwendeten 
Gleichungen von Roi ist demzufolge der Druck in den Blasen nur durch die 
Atmosphäre und durch den Laplace-Druck114 mit enthalten. Für die Verhältnisse in 
der Glasschmelzwanne ist zusätzlich der Schweredruck der Schmelze mit zu 
berücksichtigen. Der Einfluss des Druckes sollte ursprünglich anhand von zwei 
Betrachtungsmöglichkeiten mit bewertet werden. Für den ersten Fall sollen die 
Werte von Roi verwendet werden und es wird angenommen, dass diese Werte für 
eine Glasbadhöhe von 0,2 m repräsentativ sind. Für die zweite Betrachtungsweise 
sollen das Programm zur Berechnung des Blasenaufstiegs und des Blasenwachstum 
verwendet werden. 
 
                                                 
113 Das bedeutet nicht, dass diese 0,9 mol/m³ keinen Einfluss auf die Läuterwirkung haben könnten. 
114  Das Blasenwachstum von Blasen mit der Größe von Keimen (nm) wird durch die 
Blasenwachstumsgeschwindigkeit nicht berücksichtigt. Für solch kleine Blasen ist der Laplace-Druck 
deutlich höher und die Blasenwachstumsgeschwindigkeit ist entsprechend niedrig.  
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Mit Hilfe der zwei Betrachtungsweisen sollte die Frage geklärt werden, ob der 
Einfluss der Höhe der Schmelze relevant ist und welche zusätzlichen Kosten sich 
durch den Schmelzdruck ergeben. 
 
1. Betrachtungsweise: 
Zur Beantwortung der Frage wurde berechnet, wie viel Mol an Gasen in die Blase 
pro Sekunde diffundieren muss, um in Abhängigkeit von der Läuterhöhe eine 
bestimmte Wachstumsgeschwindigkeit bei einer Temperatur von 1400 °C zu erzielen. 
Dieser Diffusionsstrom kann nach Němec [2] mit Hilfe der rechten Seite der von 
Němec verwendeten Gleichung 1 mit Hilfe von Gleichung 2115 berechnet werden. 
Die Berechnung des notwendigen Massestroms / Diffusionsstroms kann bei der 
Verwendung  der Gleichungen nach Němec in der Form verändert werden, dass die 
relevanten Daten und „konstanten Werte“116 getrennt werden. Gleichung LZ7.1 zeigt 
die veränderte Form der zusammengesetzten Gleichungen 1 und 2 nach Němec. Es 
ergibt sich anhand der „konstanten Werte“ ein Wachstumsfaktor W, der den 
Stoffmengenstrom in die Blase charakterisiert. 
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
n … Masse- Molstrom zur Erzeugung eines bestimmten Blasenwachstums. Dieser  
Stoffstrom wurde in Abhängigkeit von der Blasengröße und dem Druck über  
der Blase berechnet. 
W… Wachstumsfaktor, wird in dieser Arbeit verwendet, um die Erhöhung des  
          Stoffmengenstroms zu charakterisieren 
noi… Stoffmenge der Komponente i in der Blase 
nii… Gleichgewichtsstoffmenge der Komponente in der Schmelze 
ηl… Viskosität der Schmelze in Pas 
 
 
 
                                                 
115 Die Nummern der Gleichungen beziehen sich auf die Arbeit von Němec [2]. 
116 Die Stoffdaten, welche nicht direkt die Diffusion beeinflussen und bei der gegebenen Temperatur 
konstant sind. 
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Die Berechnung des Wachstumsfaktors erfolgte für eine Temperatur von 1400 °C, 
einer Grenzflächenspannung von 0,315 N/m, einer Dichte der Schmelze von         
2300 kg/m³, einem Atmosphärendruck von einem bar, Blasenwachstums-
geschwindigkeiten von 2*10-7 m/s, 5*10-7 m/s und 10*10-7 m/s und bei Läutertiefen 
von 0,2 m, 0,5 m, 1 m und 1,5 m. Die Abbildungen LZ 10-LZ 12 zeigen die 
Abhängigkeiten des Blasenwachstumsfaktors als Funktion des Blasenradius. Es zeigt 
sich, dass für kleine Blasenradien der Wachstumsfaktor sehr viel größer als bei 
Blasenradien von größer 1 mm ist. Weiterhin ist bei Blasenradien größer gleich        
1 mm der Wachstumsfaktor quasi unabhängig vom Blasenradius. Die Abbildungen 
LZ 13 und LZ 14 zeigen die Abhängigkeiten des Wachstumsfaktors von der 
Läutertiefe. In diesen Abbildungen erkennt man, dass für größere Blasenwachstums-
geschwindigkeiten die Veränderung des Wachstumsfaktors von der Läutertiefe 
größer ist, wobei die prozentualen Änderungen in allen Fällen gleich sind. Die 
prozentuelle Veränderung des Drucks mit der Schmelzbadhöhe würde damit anhand 
dieser Betrachtungsweise im gleichen Maße den notwendigen Wachstumsfaktor 
verändern. Anhand dieser Betrachtung ergibt sich, dass für unoptimierte 
Glasschmelzwannen der Einfluss der Glasbadtiefe stärker zum Ausdruck kommt als 
für Läuterungsoptimierte Wannen.  
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Abb. LZ 10: Wachstumsfaktor in Abhängigkeit vom Blasenradius für ein 
Blasenwachstum von 10*10-7 m/s 
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Abb. LZ 11: Wachstumsfaktor in Abhängigkeit vom Blasenradius für ein 
Blasenwachstum von  5*10-7 m/s 
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Abb. LZ 12: Wachstumsfaktor in Abhängigkeit vom Blasenradius für ein 
Blasenwachstum von  2*10-7 m/s 
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Abb. LZ 13: Wachstumsfaktor in Abhängigkeit von der Läutertiefe bei einem 
Blasenradius von 0,05 mm (Die Parameter sind das Blasenwachstum in m/s.) 
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Abb. LZ 14: Wachstumsfaktor in Abhängigkeit von der Läutertiefe bei einem 
Blasenradius von 1 mm (Die Parameter sind das Blasenwachstum in m/s.) 
 
Anhand der Ergebnisse kann festgestellt werden, dass der Wachstumsfaktor, bezogen 
auf die Läuterbanktiefe von 0,2 m, für die Läuterbanktiefen 0,4 m, 1,2 m und 2,8 m 
zur Erzielung einer konstanten Blasenwachstumsgeschwindigkeit um 4 %, 20 % und 
50 % erhöht werden muss. Für die Blasenwachstumsgeschwindigkeiten von     
2,5*10-7 m/s, 5*10-7 m/s und 10*10-7 m/s kann demzufolge eine notwendige 
Temperaturerhöhung bei größeren Schmelzbadtiefen berechnet werden. Die 
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Abbildung LZ 15 zeigt die notwendige Temperaturerhöhung 117  für verschiedene 
Blasenwachstumsgeschwindigkeiten und Läutertiefen. Die sich daraus ergebenden 
notwendigen zusätzlichen Kosten zeigt die Abbildung LZ 16. 
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Abb. LZ 15: notwendige Temperaturen zur Läuterung von Glas für verschiedene  
Blasenwachstumsgeschwindigkeiten in Abhängigkeit von der Läutertiefe (Die 
Parameter sind das Blasenwachstum in m/s.) 
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Abb. LZ 16: zusätzliche Kosten für eine Temperaturerhöhung der Schmelze in Folge 
einer tieferen Konstruktion gegenüber einer Läutertiefe von 0,2 m. Die 
Blasenwachstumsgeschwindigkeit beträgt in diesem Fall 2,5*10-7 m/s. (Die 
Parameter sind das Blasenwachstum in m/s.) 
                                                 
117 Berechnet mit Hilfe der notwendigen prozentualen Temperaturänderung und Gleichung 3.7 und 
den Koeffizienten in Tabelle 2 auf Seite 41 der Hauptarbeit für eine Konzentration von 0,5 % des 
Läutermittels Natriumsulfat.  
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2. Betrachtungsweise: 
Bei der zweiten Betrachtungsweise wurden für verschiedene Temperaturen und 
unterschiedliche Redoxgrade die Veränderungen der Blasenwachstums-
geschwindigkeit bestimmt. Als Redoxgrade (Fe2+ /Feges) wurden bei einer 
Temperatur von 1450  C als Anfangsbedingungen für „oxidiertes Weißglas“ 0,21, 
für „Weißglas reduziert“ 0,34 und für „Grünglas“ 0,5 bewertet. Die Eisengehalte bei 
Weißglas waren 0,025 Ma-% und bei Grünglas 1 Ma-%118 . Die Ergebnisse der 
Blasenwachstumsgeschwindigkeit in Abhängigkeit von der Höhe zeigen die 
Abbildungen LZ 17, LZ 18 und LZ 19.  
Zur Bewertung der Blasenwachstumsgeschwindigkeiten wurde eine Blasen-
wachstumsgeschwindigkeit von 5*10-7 m/s als Vergleichswert verwendet. Da 
insbesondere für die reduzierenden Gläser dieser Vergleichswert erst bei niedrigen 
Temperaturen erreicht werden kann, wurde als zweiter Vergleichswert festgelegt, 
dass die niedrigste Läutertemperatur bei 1385 °C119 liegen soll. Die Auswertung der 
notwendigen Temperatur und der Temperaturdifferenz bezogen auf eine Schmelz-
badtiefe von 0,2 m zur Erreichung der angesetzten Kriterien befinden sich in den 
Abbildungen LZ 20 und LZ 21. 
 
 
                                                 
118 Der Eisengehalt wurde von Angaben nach Schaeffer [39, S. 28] und die Redoxgrade aus einer 
Budd-Kurve nach Angaben von Duc [40, Anhang 5] entnommen. 
119 Für die Gleichung 3.7 und den Koeffizienten in Tabelle 2 auf Seite 41der Hauptarbeit wird  für 
eine Konzentration von 0,5 % des Läutermittels Natriumsulfat die Blasenwachstumsgeschwindigkeit 
unterhalb 1375 °C negativ. Aus diesem Grund wurde als Vergleichswert eine höhere Temperatur als 
1375 °C verwendet.   
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Abb. LZ 17: Blasenwachstumsgeschwindigkeit für ein oxidiertes Weißglas in 
Abhängigkeit von der Läutertiefe und der Temperatur 
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Abb. LZ 18: Blasenwachstumsgeschwindigkeit für ein reduziertes Weißglas in 
Abhängigkeit von der Läutertiefe und der Temperatur 
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Abb. LZ 19: Blasenwachstumsgeschwindigkeit für ein Grünglas in Abhängigkeit von 
der Läutertiefe und der Temperatur 
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Abb. LZ 20: notwendige Temperatur um eine Blasenwachstumsgeschwindigkeit von 
5*10-7 m/s zu erreichen in Abhängigkeit von der Schmelzbadtiefe und der Glasart. 
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Abb. LZ 21: notwendige Temperaturdifferenz im Vergleich zu einer 
Schmelzbadtiefe von 0,2 m zur Erreichung einer Blasenwachstumsgeschwindigkeit 
von 5*10-7 m/s 
 
Anhand der Ergebnisse in Abbildung  LZ 17, LZ 18 und LZ 19 wird deutlich, dass 
eine Bewertung des Einflusses der Schmelzbadhöhe für eine ordentliche Bewertung 
der Konstruktion der Läuterzone mit minimalen Kosten mit erfolgen muss. Weiterhin 
wird in den Abbildungen LZ 20 und LZ 21 ersichtlich, dass die Blasenwachstums-
geschwindigkeit und deren Druckabhängigkeit deutlich von dem Reduktionsgrad der 
Schmelze und dem Eisengehalt der Schmelze abhängen.  
Die anhand der Temperaturunterschiede sich ergebenden Zusatzkosten zeigt die 
Abbildung LZ 22. 
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Abb. LZ 22: Abhängigkeit der zusätzlichen Kosten für „Weißglas 
reduziert“ gegenüber einer Schmelzbadtiefe von 0,2 m in Abhängigkeit vom 
Massestrom für die zweite Berechnungsmethode. Zusätzlich sind die Ergebnisse der 
ersten Berechnungsmethode abgebildet. 
 
Als Kritik an der verwendeten Berechnungsmethode muss gegenüber den realen 
Bedingungen hinzugefügt werden, dass a) keine Temperaturunterschiede über die 
Höhe, b) überall der Druck der untersten Blasenreihe angesetzt wird und c) die 
Strömungsverhältnisse, die eine charakteristische Konzentrationsverteilung der 
einzelnen gelösten Gase erzeugen, nicht berücksichtigt werden. Während über den 
Einfluss von Punkt c) zum jetzigen Zeitpunkt nur Spekulationen möglich sind, ist bei 
a) damit zu rechnen, dass eine Beschleunigung der Läuterung beim Aufstieg eintritt 
und für b) die notwendigen Überdrücke in den oberen Glasschichten und damit auch 
Stoffmengen erhöht sind und nicht die Realität widerspiegeln. Es wird daraus 
ersichtlich, dass für eine Optimierungssuche neben den vereinfachten Ansätzen in 
Zukunft eine Kombination aus dem Programm von Němec und den hier dargestellten 
Optimierungsprogramm mit verbesserten Programmieralgorithmen und der 
Parallelisierung der Rechnung in Betracht gezogen werden sollte. Weiterhin wäre die 
Messung der Druckabhängigkeit der Blasenwachstumsgeschwindigkeit in Zukunft 
von Interesse, da darüber schon im Labor erste Aussagen getroffen werden können, 
ob tiefe Schmelzbadhöhen Nachteile bringen. 
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Bewertungsmethode 3: 
Die Ergebnisse der zusätzlichen Kosten nach Abbildung LZ 16 und LZ 22 würden 
beim Vergleich mit den berechneten Konstruktionen der Läuterzone mit minimalen 
Kosten zeigen, dass entweder der Einfluss der Schmelzbadhöhe auf die 
Blasenwachstumsgeschwindigkeit vernachlässigbar oder entscheidend ist. Wird 
davon ausgegangen, dass in Labortiegeln mit Schmelzzeiten von typischerweise 2-   
4 h ein gutes Glas erzeugt werden kann und in Standardschmelzwannen die 
minimalen Verweilzeiten bei  4 h120 liegen, dann könnte geschlussfolgert werden, 
dass ein sehr großer Einfluss des Schmelzdrucks auf die Blasenwachs-
tumsgeschwindigkeit wie nach der Bewertungsmethode 2 für „reduziertes 
Weißglas“ nicht der Realität und zu hoch abgeschätzt ist. Die Bewertungsmethode 1 
vernachlässigt hingegen den Einfluss des Schmelzdruckes auf der rechten Seite von 
Gleichung LZ7.1. 
 
Anhand der Diskrepanz der zwei Bewertungsmethoden wurde eine dritte 
Bewertungsmöglichkeit angesetzt, die scheinbar als erster Ansatz die praktikabelsten 
Ergebnisse liefert. Bei dieser dritten Bewertungsmethode werden die Gleichungen 
von Němec [2], siehe Abschnitt LZ 1.3, verwendet und durch Vergleich die 
notwendigen Temperaturen zur Erreichung einer definierten Blasenwachstums-
geschwindigkeit am Boden der Läuterbank beim Beginn der  Läuterung berechnet. 
Der Einfluss der Läutertiefe wird dabei direkt durch die Bewertung der notwendigen 
Schmelztemperaturen zur Erzielung einer bestimmten Blasenwachstumsgeschwin-
digkeit am Boden der Läuterbank beurteilt. Die Ergebnisse dieser Bewertungs-
möglichkeit zeigt die Abbildung LZ 23 für ein oxidiertes Weißglas. Die Ergebnisse 
für das reduzierte Weißglas sind ähnlich, beim Grünglas hingegen sind die 
Zusatzkosten geringer und sind in Abbildung LZ 24 dargestellt. Es muss darauf 
hingewiesen, dass die notwendigen Temperaturen zur Erreichung einer akzeptablen 
Blasenwachstumsgeschwindigkeit für die Ausgangsgasgehalte für das reduzierte 
Weißglas und das Grünglas niedrig sind und unterhalb 1385 °C liegen, aus diesem 
Grund sind auch die hier angegeben Zusatzkosten nur als Vergleichswert zu sehen.  
                                                 
120 In Standardwannen liegt nach Ergebnissen von Glass Furnaces, Inc. die Verweilzeitverteilung bei 
4-92 h. Das Simulationsmodell bzw. die Berechnungsergebnisse befinden sich im Programm „Glass 
Furnace Model“ im Ordner Sample Models/Container. 
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Abb. LZ 23: Abhängigkeit der zusätzlichen Kosten vom Massenstrom der 
Glasschmelze und der Glasbadtiefe für ein oxidiertes Weißglas 
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Abb. LZ 24: Abhängigkeit der zusätzlichen Kosten vom Massenstrom der 
Glasschmelze und der Glasbadtiefe für ein Grünglas 
 
Němec gibt die berechnete Blasenwachstumsgeschwindigkeit als Funktion der Höhe 
bis 1 m Tiefe an [3, S. 107, Bild 12]. Anhand der gegebenen Daten kann abgeschätzt 
werden, dass eine erhöhte Temperatur von 22 K 121  für eine gleiche Blasen-
                                                 
121  Anhand der Angaben von Němec kann für 1400°C eine erhöhte Temperatur bei 1 m 
Glasschmelztiefe zur Erreichung einer gleichen Blasenwachstumsgeschwindigkeit wie bei 0,1 m 
Glasschmelztiefe von 17,5 K und bei 1500°C von 37,5 K abgelesen werden. Bei einer Läuter-
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wachstumsgeschwindigkeit für eine Läutertiefe von 1 m gegenüber einer Läutertiefe 
von quasi 0,1 m benötigt wird. Die Abschätzung erfolgte unter der Annahme linearer 
Zusammenhänge zwischen Temperatur und Blasenwachstumsgeschwindigkeit. 
Nach dem hier verwendeten Ansatz der Berechnungsmethode 3 wird eine erhöhte 
Temperatur von 15 K für eine gleiche Blasenwachstumsgeschwindigkeit bei einer 
Läutertiefe von 1 m gegenüber einer Läutertiefe von quasi 0 m für das oxidierte 
Weißglas benötigt.  
Beim Vergleich mit der Abschätzung nach den Angaben von Němec kann davon 
ausgegangen werden, dass die dritte Bewertungsmethode eine erste Abschätzung der 
Abhängigkeit der notwendigen Läutertemperatur von der Läutertiefe gibt. Diese 
zusätzliche Temperaturerhöhung des oxidierten Weißglases werden als Kosten zur 
Bewertung der Druckabhängigkeit der Blasenwachstumsgeschwindigkeit bei der 
Berechnung der Läuterzone mit minimalen Kosten verwendet. 
 
LZ 8 Weitere Diskussionspunkte zur Modellierung der Läuterzone und  
Bewertung des Einflussfaktors der spezifischen Wärmekapazität 
LZ 8.1 weitere Diskussionspunkte zur Modellierung der Läuterzone 
Verdampfung und Korrosion: 
Die Verdampfung von Bestandteilen der Glasschmelze, beispielsweise Natriumoxid 
oder Boroxid, und die Korrosion des Feuerfestmaterials beeinflussen die 
Lebensdauer der Schmelzanlage und sind damit zusätzliche Kosteneinflussgrößen. 
Weiterhin können durch die Korrosion des Feuerfestmaterials (Steinchen, Schlieren) 
und durch die Verdampfung zusätzliche Kosten durch die Qualität / Ausschuss des 
hergestellten Glases entstehen. Diese zusätzlichen Kosten können nicht direkt 
quantifiziert werden. Es kann nur gesagt werden, dass eine hohe spezifische 
Schmelzleistung für eine geringere Verdampfung und niedrige Läutertemperaturen 
mit niedrigen Oberflächentemperaturen für eine geringere Korrosion und 
Verdampfung von Vorteil sind. Dies könnte zum Beispiel bei tiefen Läuterzonen 
durch die mit dem Temperaturgradienten verbundenen unter Umständen höheren 
Oberflächentemperaturen problematisch sein, da diese die Verdampfung und die 
                                                                                                                                          
temperatur von 1415 °C und 1425 °C ergibt sich eine erhöhte Temperatur bei einer Läutertiefe von      
1 m von 20,5 K und 21,9 K. 
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Korrosion insbesondere im Bereich der Dreiphasengrenzfläche Schmelze-
Feuerfestmaterial-Ofenatmosphäre fördern würden.  
 
Konvektion orthogonal zur Strömungsrichtung  
Cincibusová et al. [41] beschreibt die Möglichkeit einer Verbesserung der Läuterung 
durch eine Konvektion der Schmelze orthogonal zur Hauptströmung in Verbindung 
mit einer Konvektion in Richtung der Hauptströmung. Abbildung LZ 25 zeigt die 
Möglichkeiten zur Verbesserung der Läuterung. Cincibusová et al. kann anhand von 
Berechnungen nachweisen, dass durch diese Art von Konvektionen eine 
Läuterqualität nahe einer reinen Pfropfenströmung bzw. dem in dieser Arbeit 
idealisierten Zustand der Läuterbank ohne Konvektionsströmungen gelingen kann.  
 
Die Randbedingungen von Cincibusová bei diesen Arbeiten sind, dass die 
Temperatur der Schmelze im Mittel konstant bleibt und damit eine Vergleichbarkeit 
der Strömungen gegeben ist.  
Die Annahme, dass durch eine konstante mittlere Temperatur der Schmelze im 
Schmelzkanal verschiedene Strömungen miteinander verglichen werden können, ist 
nach Ansicht des Autors dieser Arbeit nicht gerechtfertigt. Es sollte an der Stelle 
eher auf eine konstante Kostensituation und damit einer konstanten mittleren Ein- 
und/ oder Austrittstemperatur der Schmelze in dem Schmelzkanal geachtet werden. 
Bei der Verwendung von Konvektionsströmungen in Transportrichtung ergeben sich 
anhand dieser Betrachtungsweise, dass unabhängig davon, ob die Temperatur am 
Eingang oder am Ausgang höher ist, mehr Energie in die Schmelze investiert werden 
muss. Aus diesem Grund sind Vergleiche für diese Art von Strömungen 
kalkulatorisch abzulehnen. Von Vorteil scheint nach Abbildung LZ 25 die 
Verwendung hoher Temperaturgradienten orthogonal zur Transportströmung (40-  
50 K) mit einem leichten positiven Temperaturgradient (5-15 K) in Strömungs-
richtung zu sein. Die Problematik der Kostensituation kommt für die orthogonalen 
Temperaturgradienten nicht zum tragen, hingegen sind die Temperaturgradienten in 
Strömungsrichtung aus kalkulatorischen Gründen zu hinterfragen. Die Unter-
suchungen von Cincibusová et al. müssten demnach aus kalkulatorischer Sicht neu 
bewertet werden. 
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Bei zukünftigen Arbeiten in diese Richtung sollte mit beachtet werden, dass hohe 
Temperaturgradienten von 50 K/m in der Glasschmelzwanne nicht in die Realität 
überführt werden können. Wird nur die halbe Breite der Glasschmelzwanne für die 
Konvektion verwendet, dann ist mit einer halben Breite von 2 bis 6 m in 
konventionellen Glasschmelzwannen zu rechnen. Demzufolge müssten die 
Temperaturgradienten bei 100-300 K liegen. 
Die untersuchten Prozesse sollten deswegen in Zukunft auf größere 
Glasschmelzwannen übertragen, Temperaturgradienten von kleiner 50 K/m 
betrachtet und die Kostensituation mit bewertet werden. 
 
Abb. LZ 25: möglicher Volumenstrom an durchgesetzter Schmelze in einer 
Läuterbank bei verschiedenen Temperaturgradienten in Strömungsrichtung (longitud.) 
und orthogonal zur Strömungsrichtung (transvers.) [41, S. 422] 
 
LZ 8.2 Bewertung des Einflussfaktors der spezifischen Wärmekapazität 
auf das Modellierungsergebnis 
Die Bewertung des Einflussfaktors der spezifischen Wärmekapazität wird an dieser 
Stelle eingefügt, da einerseits bei der Wahl der spezifischen Wärmekapazität 
scheinbar Fehler gemacht wurden 122  und auf der anderen Seite der Einfluss der 
spezifischen Wärmekapazität auf das Ergebnis bewertet werden muss.  
                                                 
122 Die Wahl der spezifischen Wärmekapazität geschah auf der Basis der berechneten Werte nach 
Sharp und Moore, siehe Anhang ASZ Kapitel 2 Seite 175 ff. Da bei der Nutzung der Gleichung 
augenscheinlich Fehler auftraten, wurden vom Autor dieser Arbeit als Wert der spezifischen 
Wärmekapazität Daten aus dem GFM Model [30] mit den falsch berechneten Daten von Sharp und 
Moore verglichen und ein sinnvoller Wert zwischen beiden Größen von 1400 J/(kg*K) festgelegt. 
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Innerhalb des Programms zur Berechnung der Läuterzone mit minimalen Kosten 
wurde von einer konstanten spezifischen Wärmekapazität mit dem Wert               
1400 J/(kg*K) ausgegangen.   
 
Wie die Ergebnisse und der Ansatz im Programm zur Berechnung der Läuterzone 
zeigten, muss der Energiebedarf zur Erwärmung der Schmelze im Temperaturbereich 
von 1375-1470 °C123 ermittelt werden.  
 
Bei der Größe der spezifischen Wärmekapazität muss beachtet werden, dass in der 
Literatur [42, S. 31-33] zwei Arten von spezifischen Wärmekapazitäten angegeben 
werden. Die eine spezifische Wärmekapazität ist die „wahre spezifische 
Wärmekapazität“ definiert nach Gleichung LZ8.1 und die andere ist die „mittlere 
spezifische Wärmekapazität“ definiert nach Gleichung LZ8.2. 
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cp,w…  “wahre spezifische Wärmekapazität“ in J/(kg*K) 
H(T)…  Enthalpie des Stoffes in kJ/kg bei einer Temperatur T in K 
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cp,m(T-T0)… “mittlere spezifische Wärmekapazität“ in J/(kg*K) im  
                     Temperaturbereich von T0 bis T 
 
Die „mittlere spezifische Wärmekapazität“ ist von Vorteil für ingenieurtechnische 
Berechnungen, da mit Hilfe der „mittleren spezifischen Wärmekapazität“ direkt auf 
                                                                                                                                          
Diese Wahl der spezifischen Wärmekapazität ist wie die obige Diskussion zeigt auch mit Fehlern 
behaftet, deswegen wird an dieser Stelle vertieft auf die spezifische Wärmekapazität eingegangen.  
123 1375 °C ist die untere Schmelztemperatur auf der alle Ergebnisse bezogen werden und 1470 °C ist 
eine obere maximale Temperatur. Die Berechnungsergebnisse der optimalen Konstruktion liegen im 
Bereich von 1395-1430 °C. 
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den Enthalpiebedarf zur Erwärmung eines Körpers von der Temperatur T0 auf die 
Temperatur T nach Gleichung LZ8.3 geschlossen werden kann. 
 
)()()()( 00,0 TTTTcTHTH mp                                                          (LZ8.3) 
 
H(T), H(T0)…Enthalpie bei der Temperatur T bzw. T0 
 
Sind die „mittleren spezifischen Wärmekapazitäten“ für zwei Temperaturen T1 und 
T2, die auf die Temperatur T0 bezogen wurden, bekannt, dann kann nach Gleichung 
LZ8.4 die mittlere spezifische Wärmekapazität im Temperaturbereich von T1 bis T2 
berechnet werden. 
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Bei dem auf den ersten Blick einfachen Zusammenhang nach Gleichung LZ8.4 muss 
beachtet werden, dass sich Fehler in den Ausgangsdaten negativ auf das 
Berechnungsergebnis auswirken. Es ist zum Beispiel für die Daten nach Sharp und 
Moore [43] bekannt, dass die Berechnungswerte der „mittleren spezifischen 
Wärmekapazität“ bis auf 1 % genau sind124. Im ungünstigsten Fall können zwei 
berechnete „mittlere spezifische Wärmekapazitäten“ bei den Temperaturen T2 bzw. 
T1, welche die gleiche spezifische Wärmekapazität bezogen auf T0 aufweisen, zu 
einem Fehler im wahren Wert der „mittleren spezifischen Wärmekapazität“ von      
38 % führen125. Nach Gleichung LZ8.4 wird deutlich, dass Fehler in der Berechnung 
                                                 
124 Eigene Erfahrungen des Autors bei der Approximation von Messwerten der Enthalpie von Gasen 
als Funktion der Temperatur mit geeigneten Approximationsgleichungen in Excel zeigten, dass trotz 
eines hohen Korrelationskoeffizientens von besser 0,99 die berechneten Werte gegenüber den 
Messdaten um 1-2 % abweichten.  
125  Die Rechnung wurde für einen Berechnungsfehler von 1 % für die „mittlere spezifische 
Wärmekapazität“ für die Temperaturen T2=1450 °C und T1=1375 °C durchgeführt. 
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besonders dann auftreten, wenn sich die „wahre spezifische Wärmekapazität“ im 
gewählten Temperaturbereich stark ändert.  
Von Vorteil für die Berechnung ist, dass die Stoffwerte der Enthalpie der 
Glasschmelze als Funktion der Temperatur nach Daten von Madivate, Müller und 
Wilsmann [44] mit Hilfe einer linearen Gleichung, siehe Gleichung LZ8.5, 
abgebildet werden können und damit die „wahre spezifische Wärmekapazität“ als 
Konstante angesetzt werden kann. Die Koeffizienten in Gleichung LZ8.5 wurden 
von Madivate, Müller und Wilsmann für verschiedene Glasschmelzen in bestimmten 
Temperaturbereichen gemessen und sind beispielhaft in Tabelle LZ 6 angegeben. 
TfeH iiGlass                                                                                        (LZ8.5) 
ΔHGlass… spezifische Enthalpie der Glasschmelze in kJ/kg 
ei, fi…  Faktoren für verschiedene Glasschmelzen siehe Tabelle LZ 6 (fi ist  
nach Tabelle LZ 6 die „wahre spezifische Wärmekapazität“ im  
Temperaturbereich ΔT in kJ/(kg*K)). 
 
Tab. LZ 6: Koeffizienten zur Berechnung der spezifischen Enthalpie der 
Glasschmelze nach den Arbeiten von Madivate, Müller und Wilsmann [44, S. 172, 
Tab. 6] 
 
Glasart 
 
-ei 
[kJ/kg] 
 
fi 
[kJ/(kg*K)] 
 
Korrelations- 
koeffizient 
Temperatur-
bereich ΔT 
in K 
weißes Flachglas 614 1,373 0,998 1080-1620 
grünes Flachglas 1121,4 1,767 0,996 1220-1620 
weißes Behälterglas 
Typ 1 
 
810,3 
 
1,539 
 
0,998 
1070-1700 
weißes Behälterglas 
Typ 2 
 
682,9 
 
1,428 
 
0,999 
1090-1720 
grünes Behälterglas 888.1 1,603 0.991 1100-1550 
braunes Behälterglas 756.5 1,521 0.998 1160-1700 
 
Anhand von Tabelle LZ 6 ergibt sich, dass die „wahre spezifische 
Wärmekapazität“ von Glasschmelzen im Bereich von 1373-1767 J/(kg*K) liegt. Der 
im Programm zur Berechnung der Läuterzone mit minimalen Kosten verwendete 
Temperaturbereich liegt bei 1648-1743 K. Die Werte von Madivate, Müller und 
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Wilsmann können schlussfolgernd als beispielhafte Stoffwerte für die „wahre 
spezifische Wärmekapazität“ im Temperaturbereich von 1648-1743 K angesehen 
werden126.  
 
Andere Angaben zur „mittleren spezifischen Wärmekapazität“ im Temperaturbereich 
von 1375-1470 °C können abschätzend mit den Gleichungen von Sharp und Moore 
erfolgen, wobei beachtet werden muss, dass diese exakt nur im Temperaturbereich 
bis 1300  C gelten. Die „mittlere spezifische Wärmekapazität“ für ein Standard-
behälterglas ergibt sich nach den Gleichungen von Sharp und Moore zu 1389 
J/(kg*K).  
 
Weitere Stoffdaten zur „wahren spezifischen Wärmekapazität“ können mit Hilfe des 
Modells GFM127 [30] ermittelt werden. Für weißes Behälterglas ergibt sich ein Wert 
der „wahren spezifischen Wärmekapazität“ von 1394 J/(kg*K), für grünes 
Behälterglas von 1384 J/(kg*K) und für braunes Behälterglas von 1390 J/(kg*K).   
 
Anhand der verschiedenen angegebenen Stoffdaten zur „wahren spezifischen 
Wärmekapazität“ kann davon ausgegangen werden, dass die Wahl einer konstanten 
„wahren spezifischen Wärmekapazität“ mit einem Wert von 1400 J/(kg*K) mit 
Ausnahme eines weißen Flachglases anhand der Messdaten von Madivate, Müller 
und Wilsmann zu niedrig abgeschätzt wurde. Hingegen wurde der verwendete Wert 
der „wahren spezifischen Wärmekapazität“ gegenüber den ermittelten Werten aus 
dem Modells GFM zu hoch abgeschätzt.  
Die Auswirkung einer zu niedrig abgeschätzten „wahren spezifischen 
Wärmekapazität“ darf nicht überbewertet werden. Wenn die drei Kostengrößen 
Wandverluste, Aufbaukosten und Kosten zur Erwärmung der Schmelze 
zusammengefasst werden, dann kann eine sehr vereinfachte Gleichung zur 
                                                 
126 Es ist bei dieser Aussage zu hinterfragen, ob solch große Abweichungen der „wahren spezifischen 
Wärmekapazität“ im Massenglasbereich real sind. 
127  Im Modell GFM sind die Stoffwerte für verschiedene Glassorten als „wahre spezifische 
Wärmekapazität“ angegeben. Nach Angaben der Mitarbeiter Herrn Dr. M. Eisenga und Herrn Jiri 
Brada handelt es sich bei diesen Stoffwerten um die „wahre spezifische Wärmekapazität“ der 
Glasschmelze. 
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qualitativen Bewertung des Einflusses der „wahren spezifischen Wärme-
kapazität“ auf die Gesamtkosten nach Gleichung LZ8.6128 aufgestellt werden. 
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                                                   (LZ8.6) 
Kges…  Gesamtkosten 
w…  Blasenwachstumsgeschwindigkeit als Funktion der Temperatur 
tL…  Läuterzeit 
a…  Konstante der den Massenstrom und den Zeitraum der  
Betrachtung berücksichtigt 
KW+K... Faktor der die Kosten für die Ofenwandverluste und den Aufbau der  
Läuterzone pro m² berücksichtigt.  
 
Eine weitere mathematische Vereinfachung der Gleichung LZ8.6 stellt Gleichung 
LZ8.7 dar. Es sei darauf hingewiesen, dass Gleichung LZ8.7 nur zur Abschätzung 
der Einflussgröße der „wahren spezifischen Kapazität“ angegeben wird und nicht in 
Wirklichkeit die Gleichung zur Berechnung der Gesamtkosten zum Bau des Ofens 
darstellt. 
 
)1375()(
)(
~ , CTTca
T
Tb
Kges wp                                                              (LZ8.7) 
b(T)… Faktor der den Einfluss der Temperatur auf die Kosten, Läuterzeit etc.  
            bewertet 
 
Aus den Gleichungen LZ8.6 und LZ8.7 kann abgeschätzt werden, dass die Kosten 
zum Bau des Ofens und der Wandverluste von der Läutertemperatur antiproportional 
abhängig sind und damit eine Hyperbelfunktion beschreiben. Die „wahre spezifische 
Wärmekapazität“ beeinflusst hingegen linear die Gesamtkosten der Läuterzone. Der 
                                                 
128 Die Gleichung LZ8.6 kann durch die Verwendung von Gleichung 3.9, siehe Seite 43 der Haupt-
arbeit, für den Fall, dass der Anfangsblasenradius quasi Null ist, qualitativ abgeleitet werden. Es wird 
bei der Ableitung davon ausgegangen, dass die Kosten für den Aufbau der Läuterzone und die 
Wandverluste von der notwendigen Läuterzeit abhängig sind. In dem Faktor tL(w(T))3 sind die 
konstruktiven Abhängigkeiten und der Einfluss der Blasenwachstumsgeschwindigkeit und damit die 
Läutertemperatur enthalten. 
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Einfluss einer zu hoch abgeschätzten „wahren spezifischen Wärmekapazität“ wird 
damit nicht zu einer antiproportional niedrigeren Läutertemperatur führen. Beim 
Vergleich mit Abbildung 21 Seite 70 wird deutlich, dass eine Veränderung der 
spezifischen Wärmekapazität zwar den Anstieg der Energiekosten bei höheren 
Temperaturen beeinflusst, hingegen bei niedrigeren Temperaturen der Einfluss die 
Kosten der Wandverluste dominieren. Daraus kann geschlussfolgert werden, dass der 
Einfluss einer zu niedrig abgeschätzten „wahren spezifischen Wärmekapazität“ im 
Vergleich zur Wirklichkeit als gering einzustufen ist. Hingegen können zu hoch 
abgeschätzte „wahre spezifische Wärmekapazitäten“ einen Einfluss auf die 
notwendigen Läutertemperaturen haben. Nach Abbildung 18, Seite 60 der 
Hauptarbeit könnte für eine reale „wahre spezifische Wärmekapazität“ von         
1300 J/(kg*K) der Einfluss bei 10 K liegen. Es sollte deswegen aus konservativer 
Sicht davon ausgegangen werden, dass die berechneten Läutertemperaturen in der 
Größenordnung von 10 K zu niedrig ermittelt wurden. Das bedeutet, dass für die 
Konstruktion der Läuterzone mit minimalen Kosten mit Läutertemperaturen von 
1405-1415 °C in der Wirklichkeit die Läutertemperaturen bei 1415- 1425 °C liegen 
können. Entsprechend muss nach Tabelle 4 auf Seite 54 der Hauptarbeit mit einer 
oberen Blasenwachstumsgeschwindigkeit von 1,2*10-6 m/s für die Konstruktion der 
Läuterzone mit minimalen Kosten gerechnet werden. 
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A1 Stoffdaten zu Gleichgewichten und zur Diffusion von Gasen 
in Massenglasschmelzen 
Im Folgenden werden die relevanten Gase in Glasschmelzen einzeln für sich 
betrachtet und das Massenwirkungsgesetz für die Gase dargestellt. Weiterhin erfolgt 
eine Darstellung der Diffusionskonstanten für diese Gase. Es wird dabei 
hauptsächlich von zwei Literaturquellen ausgegangen, in denen diese Daten schon 
komprimiert aus verschiedenen Quellen zusammengefasst wurden. Da sich bei 
genauerer Betrachtung der einzelnen Daten zeigte, dass zwischen den Werten der 
Literaturquellen beträchtliche Unterschiede trotz teils gleicher Ausgangsquellen 
vorhanden waren, werden hier an dieser Stelle die verwendeten Originalquellen und 
die wirklich Sachlage mit angegeben. Die Nennung der oben genannten 
Literaturquellen mit den zusammengefassten Daten entfällt aus Diskretionsgründen. 
Die beiden Literaturquellen werden in folgenden als Stoffwertesammlung A und B 
bezeichnet. 
Außerdem werden die von Němec [1, S. 100] verwendeten Daten mit angefügt. 
 
H2O 
Die Löslichkeit von Wasser berechnet sich mit Hilfe des Massenwirkungsgesetzes 
anhand der Gleichung A1.1. 
 
H2O +O
2-  2 OH-                                                                                                (A1.1) 
 
Das Massenwirkungsgesetz für Gleichung A1.1 zeigt, dass der Wassergehalt in 
Glasschmelzen von der Wurzel des Wasserdampfpartialdrucks abhängig [2, S. 207] 
ist.  
 
Die Stoffdatensammlung A gibt für die Abhängigkeit der Löslichkeit von Wasser die 
Gleichung A1.2 wieder. 
 
)
9,1048,603
exp(10)01,1143,5( 32
T
K OH

         





2/1
%
Pa
mol
                          (A1.2) 
Ki… Gleichgewichtskonstante der Reaktion i 
T… Temperatur in K 
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Eine Umformung der Gleichung A1.2 mit der Dichte der Schmelze von 2300 kg/m³ 
und der mittleren molaren Masse eines Glases von 60 g/mol ergibt Gleichung A1.3. 
 
)
604
exp(97,12
T
K OH

       





 2/1³ Pam
mol
                                                             (A1.3) 
 
Die Stoffdatensammlung B gibt für die Abhängigkeit der Löslichkeit von Wasser die 
Gleichung A1.4 an. 
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mol
³
                                                                   (A1.4) 
Beide Stoffdatensammlungen geben als Quelle die Arbeiten von Franz und Scholze 
[3] an.  
 
Beim Vergleich der Daten mit der Quelle zeigt, dass nur die Maßeinheit 
unterschiedlich gewählt wurde. Problematisch bleibt bei der Stoffdatensammlung B, 
dass die Wurzel des Wasserdampfpartialdrucks nicht in der Maßeinheit verwendet 
wird. Ein Vergleich mit anderen Quellen des gleichen Autors zeigt, dass der Autor 
von der richtigen Sachlage der Wurzelabhängigkeit des Wasserdampfpartialdrucks 
ausgeht, aber in seiner Stoffdatenauflistung nicht für den Leser kenntlich bzw. 
sichtbar macht. 
 
Němec gibt für die Löslichkeit von Wasser als Stoffwertgleichung die Gleichung 
A1.5 an. 
)
1005
exp(85,02
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K OH
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
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


 2/1³ Pam
mol
                                                              (A1.5) 
Einen Vergleich der drei Gleichungen 3.6, 3.7 und 3.8 gibt die Abbildung A1.1 
wieder. 
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Abb. A1.1: Vergleich der Abhängigkeit der chemischen Löslichkeit von Wasser in 
Glasschmelzen nach den Stoffwertesammlungen A und B und nach Němec 
 
Die Verläufe der Löslichkeit für die Stoffwertsammlung B und nach Němec sind 
ähnlich. Die Löslichkeit nach der Stoffwertsammlung A ist mit dem Faktor 3 größer 
gegenüber Němec. Die Klärung der Frage, welcher Stoffwerteverlauf verwendet 
werden soll, kann mit Hilfe der Arbeiten von Franz und Scholze beantwortet werden. 
Für ein Glas mit 80 mol-% SiO2, 10 mol-% K2O und 10 mol-% Na2O wird ein 
Wassergehalt gegenüber einer Wasserdampfatmosphäre mit einem bar von             
0,4 Mol-% gemessen [3, S. 350, Tab. 2]. Dies entspricht einer gelösten Menge von 
etwa 150 molH2O/m³ Glasschmelze. Werden nun anhand der dargestellten 
Löslichkeiten die zugehörigen Drücke ausgerechnet (Löslichkeit bei 
Stoffwertsammlung A etwa 1,5 mol/[m³*Pa1/2] und bei Němec etwa                         
0,4 mol/[m³*Pa1/2]), dann ergibt sich ein zugehöriger Wasserdampfpartialdruck von 
10.000 Pa bei der Stoffwertsammlung A und 140.000 Pa für die Daten nach Němec. 
Daraus kann geschlussfolgert werden, dass zwar beide Daten vom wahren Wert 
abweichen, aber der berechnete Wert nach Němec der Realität näher kommt. Aus 
diesem Grunde wird die Löslichkeit von Wasser in dieser Arbeit mit den 
angegebenen Gleichungen von Němec nach Gleichung A1.5 berechnet. 
 
Für den Diffusionskoeffizienten von Wasser geben beide Stoffwertesammlungen 
unterschiedliche Quellen an. 
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Stoffwertesammlung A gibt die Diffusionsabhängigkeit nach Scholze und Mulfinger 
[4, S. 385] in Gleichung A1.6 wieder. 
T
D OH
4100
82,9lg)lg( 2            





s
m²
                                                        (A1.6) 
η…Viskosität der Glasschmelze in Pas 
Di…Diffusionskoeffizient des Stoffes i 
 
Stoffwertesammlung B verwendet Gleichung A1.7 und verweist auf Arbeiten von 
Němec [13]. 
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Němec wendet für den Diffusionskoeffizienten Gleichung A1.7 an.  
 
In der vorliegenden Arbeit wird für den Diffusionskoeffizienten von Wasser in der 
Glasschmelze die Gleichung 3.10 verwendet.  
 
N2 
Die Löslichkeit von Stickstoff ist abhängig vom Oxidationszustand des Glases [6]. 
Für oxidierte Gläser kann davon ausgegangen werden, dass der Stickstoff nur 
physikalisch gelöst wird. Für reduzierte Gläser hingegen ist eine chemische Lösung 
des Stickstoffs möglich. 
 
In folgender Arbeit wird davon ausgegangen, dass ein oxidiertes Glas vorliegt und 
damit nur die physikalische Löslichkeit in Betracht kommt. 
 
Als Quelle für die physikalische Löslichkeit wird von beiden Stoffwertsammlungen 
die Arbeit von Mulfinger, Dietzel und Navarro [S. 391, Tab. 3] verwendet. 
 
Die Stoffwertesammlung A gibt für die physikalische Löslichkeit Gleichung A1.8 an. 
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Anhang                                                                                                             Seite 326 
Die Stoffwertesammlung B gibt für die physikalische Löslichkeit Gleichung A1.9 an. 
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Da beide Stoffwertesammlungen sich auf dieselbe Quelle beziehen, aber komplett 
unterschiedliche Koeffizienten (2,1*10-9 und 1,1*10-5) aufweisen, wurde anhand der 
vorliegenden Quelle eine eigene Gleichung berechnet. Das Ergebnis gibt Gleichung 
A1.10 wieder. 
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Gleichung A1.10 zeigt, dass die angegebene Gleichung A1.9 von 
Stoffwertsammlung B den Gegebenheiten in der Arbeit von Mulfinger, Dietzel und 
Navarro entspricht. Die Unterschiede der Vorkoeffizienten kommen durch die 
Nichtberücksichtigung eines Minuszeichens in einer Zwischenlösung bei der 
Berechnung der Gleichung A1.8 zustande.  
 
Němec gibt für die Löslichkeit einen konstanten Wert von 2,8*10-7 mol/(m³*Pa) nach 
[6; 8] an. Nach Gleichung A1.10 liegt die Löslichkeit von Stickstoff bei 1400 °C bei 
2*10-7 mol/(m³*Pa). Da beide Werte tendenziell das Gleiche wiedergeben, wird die 
Gleichung A1.10 für die Berechnung der physikalischen Löslichkeit von Stickstoff 
herangezogen. 
 
Die Berechnung der Diffusionskoeffizienten erfolgt für beide Stoffwertesammlungen 
nach der Arbeit von Frischat und Buschmann [9]. 
 
Die Stoffwertesammlung A gibt für die Temperaturabhängigkeit des 
Diffusionskoeffizienten von Stickstoff die Gleichung A1.11 und die 
Stoffwertesammlung B die Gleichung A1.12 an. 
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Beim Vergleich mit der Hauptquelle [9, S.325, Tab. 5] wird deutlich, dass in 
Gleichung A1.11  die Angabe der universellen Gaskonstante R nicht beigefügt wurde. 
Bei der Berücksichtigung der universellen Gaskonstante R in Gleichung A1.11  nach 
dem Arrhenius-Ansatz stimmen beide Gleichungen überein. 
Němec gibt für die Diffusionskonstante von Stickstoff eine Abschätzung von  
6,5*10-12 m²/s anhand einer früheren Arbeit von Frischat und Oel [18] zur 
Stickstoffdiffusion an. Nach Gleichung A1.12  liegt die Diffusionskonstante bei 
4*10-10 m²/s bei einer Temperatur von 1400 °C. Die Unterschiede liegen bei zwei 
Größenordnungen gegenüber der Abschätzung nach Němec. 
 
Nach Němec ist die Diffusionsgeschwindigkeit von Stickstoff gering, was dazu führt, 
dass Blasen im Produkt häufig aus reinen Stickstoffblasen bestehen, da dieses Gas 
nicht wegtransportiert werden konnte. 
 
Für die Berechnungen wird angenommen, dass Gleichung A1.12 für die 
Diffusionskoeffizienten von Stickstoff in Glasschmelzen eingesetzt werden kann. 
Dies wird damit begründet, dass die Diffusionsgeschwindigkeit von N2 aus Sicht der 
Größe des Moleküls in der Größenordnung von Sauerstoff liegen sollte. Bei 1400 °C 
liegt dieser Wert für Sauerstoff nach Gleichung A1.24 bei 5*10-10 m²/s. 
 
CO2 
Der Einbau von CO2 erfolgt chemisch in das Glasnetzwerk, wobei die Bildung von 
Natriumkarbonat als vereinfachende Reaktionsgleichung herangenommen werden 
kann [11, S. 27]. Die Gleichungen A1.13 und A1.14 geben die Ionenschreibweise 
und den Einbau als Natriumkarbonat wieder. 
 
CO2 + O
2-  CO32-                                                                                              (A1.13) 
 
CO2 + Na2O  Na2CO3                                                                                       (A1.14) 
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Die Stoffwertesammlung A gibt die Bestimmungsgleichung für die Lösung des 
Kohlenstoffdioxids in der Glasschmelze in der Form nach Gleichung A1.13 wieder, 
wobei das Massenwirkungsgesetz in Gleichung A1.15 für die umgekehrte Reaktion 
nach Gleichung A1.13 für ein Bar des Kohlenstoffdioxids aufgeschrieben wird. Als 
Quellen gibt die Stoffwertsammlung A die Arbeiten von Kröger [12], Pearce [13] 
und Strnad [14] an. 
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                                                           (A1.15) 
 
Die Stoffwertsammlung B verwendet Daten nach Kröger [12] dargestellt in 
Gleichung A1.16.  
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Beerkens und van der Schaaf [15. S. 35] geben für die physikalische Löslichkeit von 
Kohlenstoffdioxid einen Zusammenhang nach Gleichung A1.17 an. Die 
physikalische Löslichkeit ist dabei beim Vergleich von Gleichung A1.16 und A1.17 
um etwa den Faktor 1000 niedriger.  
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Němec gibt für die Löslichkeit des Kohlenstoffdioxids den Sachverhalt nach 
Gleichung A1.18 wieder. 
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Für die Berechnung wird die Gleichung A1.18 nach Němec herangezogen. 
 
Der Diffusionskoeffizient des Kohlenstoffdioxids wird von der Stoffwertesammlung 
A durch den Vergleich von verschiedenen Literaturquellen [17; 18; 19], wie in 
Gleichung A1.19, angegeben. Die Stoffwertsammlung B verweist bei der Angabe der 
Quelle auf Němec, wobei die verwendete Stoffwertgleichung, dargestellt in 
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Gleichung A1.20, nicht mit der von Němec verwendeten Gleichung, dargestellt in 
Gleichung A1.21, übereinstimmt. 
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Der Vergleich der drei Gleichungen stellt Abbildung A1.2 dar. Der Vergleich der 
beiden Verläufe von Gleichung A1.19 und A1.20 zeigt, dass im Hinblick auf den 
Fehler in der Größenordnung von 20 % bei gemessenen Diffusionskoeffizienten [10, 
S.323] die beiden Gleichungen denselben Sachverhalt darstellen. Der 
Diffusionskoeffizient nach Němec liegt eine Größenordnung über diesen Werten. 
Die Stoffwertsammlung A weist darauf hin, dass die Werte nach Němec tendenziell 
zu hoch sind. Da weiterhin Němec schreibt, dass diese Werte aus einer Abschätzung 
anhand der Viskositätsmessung der Glasschmelze stammen, wird in folgenden als 
Diffusionskoeffizient die Stoffwertgleichung nach Gleichung A1.20 verwendet. 
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Abb. A1.2: Vergleich der Stoffwertgleichungen nach den Gleichungen A1.19, A1.20 
und A1.21 in Abhängigkeit von der Temperatur aus den Stoffwertsammlungen A 
und B und nach Němec  
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SO2 / O2 / SO3 
Die Daten für die Löslichkeit und der Diffusionskoeffizienten von Sauerstoff und 
Schwefeldioxid werden an dieser Stelle aufgrund des Läutermittels Natriumsulfat 
zusammen betrachtet. 
 
Die Stoffwertesammlung B gibt für die Löslichkeit und Diffusionskonstante folgende 
Daten, dargestellt in den Gleichungen A1.22-A1-25 an. 
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Němec gibt für die Löslichkeit und Diffusionskonstante folgende Daten, dargestellt 
in den Gleichungen A1.26 und A1.27, an. 
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Beim Vergleich der Daten untereinander fällt auf, dass in der Stoffwertesammlung B 
die Angabe des Diffusionskoeffizienten von SO2 aus der Arbeit von Němec nicht auf 
das von Němec verwendete SO3 bezogen wurde.  
 
Unter den in der Schmelze herrschenden Bedingungen muss zusätzlich beachtet 
werden, wie der Redoxzustand des Glases ist und wie sich der Redoxzustand mit der 
Zeit verändert. 
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Die Diskussion des Einflusses des Redoxzustandes auf die Läuterung und die damit 
verbundene Problematik sind aus Sicht des Autors sehr gut von Wondergem [22, 
Kapitel 3] beschrieben. 
 
Es soll an dieser Stelle nur auf den oxidierten Fall eingegangen werden. 
 
Schwefel kann sich im Glas als Sulfit oder Sulfat gebunden an das Natriumoxid 
lösen. Die chemische Löslichkeit von Sulfit ist dabei von untergeordneter Bedeutung. 
Die Zusammenhänge können vereinfacht mit Hilfe der Ionenschreibweise in 
Gleichung A1.28 dargestellt werden. 
 
SO2 + ½ O2 + O
2- SO42-                                                                                    (A1.28) 
 
Das chemisch gelöste Schwefeltrioxid oder das Sulfation steht nach Gleichung A1.28 
im Gleichgewicht mit dem jeweils physikalisch gelösten Schwefeldioxid und 
Sauerstoff. Es werden nur Temperaturen oberhalb von 1100 °C [2, S. 211] betrachtet, 
da bei diesen Temperaturen mit Schwefeltrioxid in der Schmelze nicht gerechnet 
wird.  
 
Der physikalisch gelöste Sauerstoff und das Schwefeldioxid stehen gleichzeitig im 
Gasaustausch mit der Atmosphäre (Blasen, Ofenatmosphäre).  
 
Zusätzlich muss bei der Betrachtung des Läutermittels berücksichtigt werden, dass 
der physikalisch gelöste Sauerstoff von anderen Läutermitteln oder Stoffen mit 
beeinflusst wird. Dies wären Arsenoxid, Ceroxid, Chromoxid und Eisenoxid bzw. 
Stoffe die Oxid-Ionenpaare bilden. Teils muss auch mit der Interaktion der 
Glasschmelze und der Struktur der Glasschmelze gerechnet werden. 
 
Der Partialdruck von Schwefeldioxid wird im oxidierten Fall von anderen 
Komponenten nicht beeinflusst, aber das Sauerstoffion O2- muss bei der exakten 
Betrachtung mit berücksichtigt werden. Die Aktivität dieses Sauerstoffions hat nach 
Gleichung A1.28 einen direkten Einfluss auf das Gleichgewicht und damit das 
Läuterverhalten. Bei Komponenten mit mehrwertigen Ionen beeinflusst das 
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Sauerstoffion das Gleichgewicht. Für Komponenten mit mehrwertigen Ionen wird 
die Reaktionsgleichung nach dem Schema in Gleichung A1.29 verwendet. 
 
M(n+k)+ + k/2 O2-  Mn+ + k/4 O2                                                                        (A1.29) 
M Stoff mit mehrwertigen Ion 
k Differenz in der Wertigkeit zwischen den beiden Ionenpaaren 
n Wertigkeit des reduzierten Ions 
 
Weiterhin müssen nach dieser Betrachtungsweise die chemische Lösung von Wasser 
nach Gleichung A1.1 und die chemische Lösung von Kohlenstoffdioxid nach 
Gleichung A1.13 einen Einfluss auf die Sauerstoffionenaktivität haben. Für den Fall 
von Wasser wurde diese Abhängigkeit durch den Einfluss von Wasser auf das 
Läuterverhalten und die chemische Löslichkeit von Schwefeldioxid als Sulfation 
bestätigt [23, S. 58].  
 
Bekanntestes Beispiel für die gegenseitige Beeinflussung der einzelnen gelösten 
Gase ist die Budd-Kurve, mit welcher der Einfluss des Redoxzustandes der Schmelze 
und des Wassergehaltes auf die Schwefellöslichkeit dargestellt wird [24, Anhang 5].  
 
Die Temperatur der Glasschmelze hat nach Arbeiten von Frohberg [25, S. 587] 
oberhalb von 1100 °C kaum einen Einfluss auf die Sauerstoffionenaktivität der 
Glasschmelze. 
 
Eine komplette Lösung, um alle Effekte in einem allgemeinen Modell bewerten zu 
können, wurde bis jetzt noch nicht gefunden. Demzufolge können Modellierungen 
des Blasenwachstums tendenziell richtig sein [1, S. 107, Bild 13], aber für 
Optimierungen an der Konstruktion einer Schmelzwanne sind nur vergleichende 
Aussagen möglich.  
Die Stoffwertesammlung B gibt weiterhin für die Gleichung A1.28 und das 
Ionenpaar Eisen die Gleichgewichte nach den Gleichungen A1.30 und A1.31 an.  
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Weitere Angaben über Gleichgewichtskonstanten gibt Beerkens und van der Schaaf 
129 [15, S. 35; 26, S. 1897] für das Läutermittel Natriumsulfat, zu finden in Gleichung 
A1.32, und nach Beerkens [26] oder Wondergem [22, S. 170, Tab. 6.3] für das 
Ionenpaar Eisen in Gleichung A1.33 an130 . Der Vergleich der vier Gleichungen 
A1.30-A1.33 zeigt Abbildung A1.3. 
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Abb. A1.3: Vergleich der Gleichgewichtskonstanten nach den Gleichungen A1.30-
A1.33 
                                                 
129  Beerkens R. G. C.: J. Am. Ceram. Soc. 86 (11). (2003) Seite 1897. (Umrechnung  
    der Gleichung von Bar in Pa Multiplikation mit105*1,5).  
130  Beerkens R. G. C., van der Schaaf J.: J. A. Ceram. Soc. 89, (2006) [1], Seite 35 (Die   
   verwendeten Daten wurden aus dieser Quelle entnommen. Die hier weiterhin angegebenen  
   Quellen von Beerkens und Wondergem wurden mit hinzugefügt. Bei der von Beerkens  
   verwendeten Quelle von Wondergem kann nicht exakt angegeben werden, welche Daten  
   genommen wurden.). 
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Der Vergleich in Abbildung A1.3 zeigt, dass sich für Läutertemperaturen oberhalb 
1400 °C die angegebenen Gleichungen für das Natriumsulfat ähnlich verhalten. Für 
niedrigere Temperaturen würde die Verwendung der Gleichung A1.30 ein besseres 
Abstehverhalten und damit eine bessere Blasenresorption darstellen. Dafür setzt bei 
Gleichung A1.32, die Läuterung schneller ein. Für die durchgeführten Arbeiten zum 
Segmented-Dünnschichtschmelzer wurden deshalb je nach Anforderung beide 
Gleichungen eingesetzt, wobei dem jeweils ungünstigeren Fall Beachtung geschenkt 
wurde. 
 
Für das Eisen zeigen die Gleichungen A1.31 und A1.33 Unterschiede in zwei bis drei 
Größenordnungen. Die realen Werte für den Druck des Sauerstoffs in der Schmelze 
liegen bei maximal 21.000 Pa, tendenziell aber eher bei 10-3 Pa wie Arbeiten von 
Beerkens zeigen [27, Fig.5]. Wird nun beispielhaft ein Verhältnis von Fe2+ zu Fe3+ 
von eins angenommen, dann würde für eine Temperatur von 1400 °C nach 
Gleichung A1.31 ein Druck an Sauerstoff von 1012 Pa vorliegen. Die Gleichung 
A1.33  liefert unter gleichen Bedingungen einen Druck von 2Pa. Da nach einer von 
Dug dargestellten Budd-Kurve26 [24] ein Verhältnis des Ionenpaares Eisen von eins 
möglich ist, kann demzufolge die Gleichung A1.31 nicht die Realität darstellen. Ein 
Vergleich mit der angegebenen Literaturquelle [28] in Stoffwertsammlung B  und 
einer Nachrechnung ergab einen Vorfaktor von 626 Pa1/4 statt 1,8*106 Pa1/4. Dieser 
Wert liegt in der gleichen Größenordnung wie die Angaben von Wondergem. Aus 
diesem Grunde wird mit der Gleichung A1.33 von Wondergem in dieser Arbeit 
gerechnet. 
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A2 Bewertung der Konstruktionsdaten des „Ramar“-Melter 
Wie die Ergebnisse der Hauptarbeit zeigen, sind die Zonen der Abschmelz- und 
Restquarzlösezone (Macro- und Micro-Mix-Melter) des „Ramar“-Melters auf den 
ersten Blick interessant für die Entwicklung einer neuen Schmelztechnologie. Aus 
diesem Grund soll an dieser Stelle abschätzend bewertet werden, ob die einzelnen 
Zonen des „Ramar“-Melter für größere Tonnagen verwendet werden können bzw. 
welche Energien für den Betrieb der Anlage zusätzlich benötigt werden. 
 
Macro-Mix-Melter 
Gegeben ist eine Umdrehungsgeschwindigkeit des Macro-Mix-Melter von             
200 U/min. Interessant ist die Frage, ob die Festigkeit des Macro-Mix-Melter-
Propellers bei größeren Abmessungen für größere Tonnagen kritisch ist.  
Es wird angenommen, dass der Propeller / die Schaufel des Macro-Mix-Melter einen 
Radius von 0,5 m und eine Höhe von 0,5 m aufweist. Die notwendige Dicke der 
Propeller-Schaufel soll für eine Festigkeit von 100 MPa [1, IOK 245.1] berechnet 
werden. Der Macro-Mix-Melter soll insgesamt einen Durchmesser von 1,5 m 
aufweisen 
Zur Berechnung der Festigkeit ist die Bestimmung des Biegemoments auf den 
Propeller und damit die Kraftverteilung notwendig. Diese Kraftverteilung kann für 
den Fall geschätzt werden, wenn sich der Propeller in Bewegung befindet und die 
Schmelze im Einflussbereich des Propellers die gleiche Radialgeschwindigkeits-
verteilung wie der Propeller aufweist, hingegen die Radialgeschwindigkeits-
verteilung der Schmelze außerhalb des Propellers in Richtung der Außenwand des 
Macro-Mix-Melter auf eine Geschwindigkeit von Null abfällt.  Für diesen Fall kann 
am Außenrand des Propellers angenommen werden, dass eine bestimmte 
Scherspannung zur Aufrechterhaltung der Radialgeschwindigkeitsverteilung der 
Schmelze außerhalb des Propellers notwendig ist. Die Scherspannung kann mit Hilfe 
der Viskosität und des Schergradientens der Geschwindigkeit nach Gleichung A2.1 
ermittelt werden. 
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SSopeller  Pr                                                                                               (A2.1) 
τPropeller… Scherspannung am Außenrand des Propellers des Macro-Mix-Melter 
ηS…  Viskosität der Schmelze 
γS…  Schergradient der Schmelze  
 
Der Schergradient kann mit Hilfe des Abstands zwischen Propelleraußenseite zur 
Außenwand des Macro-Mix-Melter und der maximalen Radialgeschwindigkeit am 
Außenrand des Propellers nach Gleichung A2.2 berechnet werden. 
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rPropeller… Radius des Propellers des Macro-Mix-Melter 
rMacro… Außenradius des Macro-Mix-Melter 
ω…   Winkelgeschwindigkeit des Propellers 
nPropeller… Umdrehungsgeschwindigkeit des Propellers des Macro-Mix-Melter 
 
Für eine Viskosität der Schmelze von 30 Pas bei 1300 °C ergibt sich eine 
Scherspannung von 1260 Pa. Es kann angenommen werden, dass diese 
Scherspannung über die umschlossene Außenfläche des Propellers und damit nicht 
nur auf den Propeller, sondern auch auf die Schmelze wirkt. Unter den gegebenen 
Abmessungen kann abgeschätzt werden, dass pro Propeller eine Außenkraft von   
990 N einwirkt. Zur konservativen Berechnung des Biegemoments und damit der 
Biegespannung am Propeller soll angenommen werden, dass die 1,5-fache Kraft am 
äußersten Rand des Propellers wirkt. Die Biegekraft und damit das Biegemoment 
ergeben sich zu 1485 N und 743 Nm. Die maximale Biegespannung berechnet sich 
mit Hilfe des Widerstandsmoments der Propellerfläche nach Gleichung A2.3 [1, IOK 
473.1 und 476.1]. 
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σmax…  maximale Biegespannung am Propeller des Macro-Mix-Melter 
Mbmax… maximales Biegemoment am Propeller des Macro-Mix-Melter 
h…  Höhe des Propellers des Macro-Mix-Melter 
d…  Dicke des Propellers des Macro-Mix-Melter 
 
Gleichung A2.3 nach der Dicke des Propellers des Macro-Mix-Melter umgestellt, 
ergibt eine mindestens notwendige Dicke der Propellerschaufel unter den angesetzten 
Randbedingungen von einem Zentimeter.   
 
Anhand der dargestellten Beispielrechnung wird es ersichtlich, dass der Macro-Mix-
Melter grundsätzlich auch bei größeren Abmessungen eingesetzt werden kann, wobei 
für zukünftige Untersuchungen die Verwendung von FEM-Simulationen mit 
beachtet werden sollte. 
 
Micro-Mix-Melter 
Beim Micro-Mix-Melter soll beispielhaft berechnet werden, wie groß die Leistung 
eines solchen Rotors ausgelegt werden muss. Die Berechnung der Leistungsdaten 
bietet sich insbesondere beim Micro-Mix-Melter durch seine einfache 
Zylinderkonstruktion an. Die Berechnung der wirkenden Kraft am Außenrand des 
Zylinders geschieht ähnlich wie beim Macro-Mix-Melter. Als Schergradient wird der 
maximale Wert von 5 s-1 eingesetzt. Die Scherspannung errechnet sich bei einer 
Viskosität von 30 Pas zu 150 Pa. Wird angenommen, dass der Durchmesser der Zone 
des Micro-Mix-Melter bei 1,5 m liegt und der Innenradius des Rührers im Micro-
Mix-Melter 0,5 m beträgt, ergibt sich eine notwendige Winkelgeschwindigkeit des 
Rührers im Micro-Mix-Melter von 2,5 s-1. Wird eine beispielhafte Länge des Micro-
Mix-Melter von 1 m angenommen, ergibt sich eine Kraft an der Mantelfläche von 
472 N bzw. ein Moment von 236 Nm. Die notwendige Leistung zur Realisierung 
dieses Moments M beträgt 590 W und wird nach Gleichung A2.4 berechnet. 
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 MPel                                                                                                          (A2.4) 
 
Pel… elektrische Leistung zur Erzielung des Drehmoments M 
M… Drehmoment 
 
Konservativ sollte davon ausgegangen werden, dass die wahre notwendige Leistung 
des Micro-Mix-Melter im Bereich von 2 kW liegen wird.  
 
Zentrifugalbeschleuniger 
Bei der Bewertung des Zentrifugalbeschleunigers ist zu prüfen, ob es überhaupt bei 
einem größeren Ofen denkbar ist, eine 240-fache Erdbeschleunigung ohne Probleme 
bei der Festigkeit zu bekommen. Grundsätzlich könnte davon ausgegangen werden, 
dass eine solch hohe Beschleunigung im kleinen Maßstab möglich ist, da schon 
Waschmaschinen mit einer Umdrehungsgeschwindigkeit n von 1500 U/min und 
einem Trommeldurchmesser von 30 cm nach Gleichung A2.5 eine 370-fache 
Erdbeschleunigung erreichen, wobei bei dieser Aussage der Einfluss der Viskosität 
vernachlässigt wird.  
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r… Durchmesser der Trommel 
az… Zentrifugalbeschleunigung 
 
Im industriellen Maßstab kommen zusätzliche Kräfte auf die Ofenwand durch die 
feuerfeste Ausmauerung und Isolierung hinzu. Eine Abschätzung der wirkenden 
Kräfte und Spannungen im Stahlmantel des Zentrifugalbeschleunigers kann mit Hilfe 
der Festigkeitslehre für dünnwandige, unter Innendruck stehende Behälter erfolgen. 
Die Berechnung des Innendrucks kann dadurch erfolgen, dass alle Massen an 
Feuerfest, Isolierung und Stahlummantelung im Zentrifugalbeschleuniger auf der 
Außenfläche des Zentrifugalbeschleunigers gedacht liegen und auf diese Masse die 
Zentrifugalbeschleunigung wirkt. Die sich ergebende Kraft wirkt als Zentrifugalkraft 
und versucht den Zentrifugalbeschleuniger wie bei einer Innendruckbelastung 
auseinanderzureißen. Der Innendruck kann aus dem Verhältnis der wirkenden 
Zentrifugalkraft und der Außenfläche des Zentrifugalbeschleunigers ermittelt werden.    
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Die Theorie für dünnwandige, unter Druck stehende Behälter gilt, wenn die 
Verhältnisse des Aussen- da zum Innendurchmesser di des Behälters nach Gleichung 
A2.6 erfüllt sind [2, S. 207].  
2.1
i
a
d
d
                                                                                                               (A2.6) 
 
Unter dieser Voraussetzung können die wirkenden Tangentialspannung, 
Axialspannung und Radialspannung nach Angaben von Läpple [2, S. 208 und 209] 
berechnet werden. Zur Durchführung des Festigkeitsnachweises kann nach Angaben 
von Läpple die Schubspannungshypothese aufgrund der höheren Vergleichs-
spannungen verwendet werden [2, 209]. Die Vergleichsspannung berechnet sich 
nach Gleichung A2.7 [2, 210]. 
s
d
p miV


2

                                                                                                   (A2.7) 
σV... Vergleichsspannung nach der Schubänderungshypothese 
pi… wirkender Innendruck 
s… Dicke der Stahlummantelung 
dm… mittlerer Durchmesser (an dieser Stelle wird der Außendurchmesser 
eingesetzt) 
 
Werden die konstruktiven Daten nach Richards [3] zum „Ramar“-Melter und 
zusätzliche Kenngrößen der Isolierung und der feuerfesten Ausmauerung verwendet, 
siehe Tabelle A2.1, dann ergibt sich eine mindestens notwendige Dicke der 
Stahlummantelung von 6 mm bei einer Festigkeit des St37 Stahls von 180 MPa [4, S. 
3 Tafel 1] bei 100 °C131. Werden höhere Tonnagen im gleichen Schmelzer gefahren, 
dann muss proportional zur Massenstromänderung auch die wirkende Zentrifugal-
kraft gesteigert werden132. Für eine beispielhafte 10-fache Tonnage-erhöhung auf 
180 t/d kann St37 nicht mehr verwendet werden, da mit steigender Stahldicke auch 
die Zentrifugalkräfte steigen. Die minimale Belastung wurde bei einer Stahldicke 
von 4 cm mit 540 MPa berechnet. Anhand der Beispielrechnung wird es ersichtlich, 
                                                 
131 0,2%-Dehngrenze 
132  Es wird bei dieser Aussage angenommen, dass eine gesteigerte Zentrifugalkraft keine 
Auswirkungen auf das Blasenwachstum oder die Blasenresorption hat. 
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dass das UP-Scaling des Zentrifugalbeschleunigers zu höheren Schmelzleistungen 
schwierig bis technisch unmöglich sein sollte. 
 
Tab. A2.1: Rechenwerte zur Bewertung des Zentrifugalbeschleunigers. 
 Stahl Feuerfest in 
Glasschmelzkontakt 
Isolierung zur 
Wärmedämmung 
Dicke in mm  64 200 
Dichte in kg/m³ 7850 3800 1000 
Innenradius in m 0,444 0,18 0,244 
Zentrifugalbeschleunigung als 
Vielfaches der 
Erdbeschleunigung am 
Außenrand der jeweiligen 
Schicht133 
 
 
 
 
 
325 
 
 
592 
Höhe in m 1,2 1,2 1,2 
 
Ein weiterer Nachweis der geführt werden kann, ist die Überprüfung der wirkenden 
Spannungen in der Schmelze, die durch die plötzliche Beschleunigung der Schmelze 
zustande kommen und damit auf die Innenwand wirken. Es gilt drei Fälle zu 
überprüfen.  
1. Spannungen an der Innenwand der Düse im Zentrifugalbeschleuniger 
durch viskose Kräfte zur Beschleuningung der Schmelze von quasi Null 
auf Umdrehungsgeschwindigkeit. 
2. Spannungen an der Innenwand des Zentrifugalbeschleunigers durch 
viskose Kräfte, wenn die Schmelze auf Umdrehungsgeschwindigkeit 
beschleunigt wird. 
3. Spannungen an der Innenwand des Zentrifugalbeschleunigers durch 
Trägheitskräfte, wenn die Schmelze auf Umdrehungsgeschwindigkeit 
beschleunigt wird. 
 
 
 
                                                 
133 Die Beschleunigung am Außenrand der Stahlhülle hängt jeweils von der verwendeten Stahldicke 
ab und wird deshalb hier nicht angegeben.  
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Fall 1: 
Am Ausgang der Düse kann angenommen werden, dass die Schmelze überall die 
gleiche Geschwindigkeit wie die Innenwand der Düse aufweist. Am Eingang der 
Düse und schon sicherlich vorher beginnt der Beschleunigungsvorgang. Zur 
Abschätzung der auftretenden Spannung kann angenommen werden, dass die 
Schmelze an der Düsenwand schon die Umdrehungsgeschwindigkeit der Düse 
erreicht hat und im inneren noch quasi ruht. Unter dieser Voraussetzung kann mit 
den Gleichungen A2.1 und A2.5 die Scherspannung ermittelt werden. Wird 
angenommen, dass die Düse einen Durchmesser von 10 mm hat, die Beschleunigung 
an der Innenwand des Zentrifugalbeschleunigers 240 g beträgt und der 
Zentrifugalbeschleuniger einen Durchmesser von 30 cm aufweist, dann liegt die 
Winkelbeschleunigung und der Schergradient bei 126 1/s und die wirkende 
Scherspannung für eine Viskosität von 30 Pas bei 3760 Pa. Schlussfolgernd sollten 
an der Düse keine Probleme durch die Beschleunigung und wirkende Reibungskräfte 
auftreten. 
 
Fall 2: 
Die Rechnung kann hier analog zum Fall 1 erfolgen, wobei angenommen wird, dass 
die Schmelzhöhe 5 mm beträgt (Dünnschichtrieselfilm), die Schmelze an der 
Innenwand die Umdrehungsgeschwindigkeit der Innenwand aufweist und die 
Geschwindigkeit geradlinig nach Innen bis auf Null an der Grenzfläche zur 
Atmosphäre abfällt. Die Umdrehungsgeschwindigkeit beträgt 18,8 m/s an der 
Innenwand für einen Durchmesser von 0,3 m. Der Schergradient beträgt für diesen 
Fall 3760 1/s und die Scherspannung liegt bei 113 KPa, was als gering einzustufen 
ist. 
 
Fall 3: 
Eine Tonnage von 18 t/d sind umgerechnet 0,2 kg/s Glasschmelzmasse. Wenn diese 
Masse auf die Oberfläche des Zentrifugalbeschleunigers trifft, wo sich schon 
Glasmasse befindet, dann wird die Glasmasse auf die maximale 
Radialgeschwindigkei beschleunigt. Da die Umdrehungsgeschwindigkeit mit        
18,8 m/s hoch ist, kann davon ausgegangen werden, dass die Kraft auf den gesamten 
Umfang über eine bestimmte Höhe von z.B. 1 mm oder 1 cm wirkt. Durch 
Umrechnen kann ermittelt werden, dass pro Umdrehung des Zentrifugal-
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bschleunigers 0,01 kg Glasschmelze beschleunigt werden, was innerhalb von 0,05s 
vonstatten geht. 
 
Da die Kraft F gleich der Masse m mal die Beschleunigung ist, gilt Gleichung A2.8.  
dt
dv
mF *                                                                                                             (A2.8) 
 
Abschätzend können die Masse von 0,01 kg, die Geschwindigkeitsänderung von   
18,8 m/s und die dafür notwendige Zeit von 0,05 s in Gleichung A2.8 eingesetzt 
werden, was eine Kraft von 8 N ergibt. Bezogen auf die wirkende Fläche (mit  
Umfang des Innendurchmessers des Zentrifugalbeschleunigers und einer 
angenommenen, beeinflussten Höhe von 1mm) ergibt eine Spannung von 9 KPa. 
  
Anhand der Darstellungen ist zu erkennen, dass die wirkenden Kräfte zur 
Beschleunigung der Schmelze nicht zur Zerstörung des Innenlebens des 
Zentrifugalbeschleunigers führen sollten, was notfalls durch ein angepasstes Design 
des Düsenauslaufs sichergestellt werden kann.  
 
Literatur Anhang A2: 
[1]  Walter G.: Arbeitsblätter zur Konstruktion von Industrieöfen. Technische  
          Universität Bergakademie Freiberg, Institut für Wärmetechnik und  
          Thermodynamik, Arbeitsunterlagen Stand: 2005.  
 
[2] Läpple V.: Einführung in die Festigkeitslehre  Lehr- und Übungsbuch  
.  Vieweg Fachbücher der Technik. 2006. ISBN-13 978-3-528-03205-0. 
 
[3]     Richards R. S.: Rapid glass melting and refining system. Advances in  
            Fusion and Processing of Glass II von Clare A. E. Jones L. E. published by  
           the American Ceramic Society,1998, Seite 50.1-50.11. ISBN 1574980459. 
 
[4] TRD- 702 Technische Regeln Dampfkessel- Dampfkesselanlagen mit 
Heißwassererzeugung der Gruppe II. mom 26. April 1985 (BArbBl. 7-8/1985 
S. 31) zuletzt geändert am 02. März 1998 (BArbBl. Nr. 6/98 S. 79). 
 
Anhang                                                                                                             Seite 346 
A3 verwendete Stoffwerte einer Massenglasschmelze 
Die in der Arbeit im Allgemeinen verwendeten Stoffwerte der Glasschmelze werden 
im Folgenden angegeben.  
 
Glaszusammensetzung: 
Die in dieser Arbeit verwendete Glaszusammensetzung nach Tabelle A3.1 bezieht 
sich auf ein typisches Behälterglas. 
 
Tab. A3.1: chemische Zusammensetzung des in der Arbeit verwendeten Glases in 
Ma-% 
SiO2 Al2O3 CaO MgO Na2O Fe2O3 K2O SO3 
70,9 1,79 10,43 2,3 13,2 0,39 0,74 0,25 
 
Dichte und thermischer Ausdehnungskoeffzient: 
Die Dichte der Glasschmelze des Glases nach Tabelle 1 beträgt bei 1400 °C         
2313 kg/m³ [1]. 
Die Abhängigkeit der Dichte einer Behälterglasschmelze in Abhängigkeit von der 
Temperatur gibt Tabelle A3.2 wieder [2]. 
 
Tab. A3.2: Dichte eines Behälterglasgemenges in Abhängigkeit von der Temperatur 
Temperatur 
[°C] 
Dichte in 
[kg/m³] 
1003 2395,4 
1050 2391,6 
1100 2389 
1216 2332 
1400 2322 
 
Die Abhängigkeit der Dichte von der Temperatur kann mit Hilfe der Gleichung A3.1 
beschrieben werden. 
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T0…. Temperatur der Schmelze für die Dichte ρ0 
ρ(T)… Dichte der Schmelze in Abhängigkeit von der Temperatur 
ρ0… Dichte bei einer bestimmten Temperatur zur Berechnung der Dichte in  
        Abhängigkeit von der Temperatur mit Hilfe des Ausdehnungsgesetzes nach  
        Gleichung A3.1 
β… thermischer Ausdehnungskoeffizient 
 
Wird für die Dichte ρ0 der Wert bei der Temperatur von 1400 °C verwendet, dann 
kann mit Hilfe der Methode der Summe der kleinsten Fehlerquadrate ein 
Ausdehnungskoeffizient mit dem Wert von 80*10-6 1/K bestimmt werden. Da dieser 
Wert das Optimum für den in Tab. A3.2 dargestellten Temperaturbereich darstellt, 
sind die Fehler im Bereich von 1350-1450 °C entsprechend größer. Aus diesem 
Grunde wurde ein thermischer Ausdehnungskoeffizient so ermittelt, dass die 
Abweichungen um den Bereich von 1400 °C minimal werden. Der Wert des 
thermischen Ausdehnungskoeffzienten liegt für diese Betrachtung bei 25*10-6 und 
soll für die Berechnungen verwendet werden.  
Die Dichte wird im Rahmen der Arbeit als konstant mit dem Wert 2313 kg/m³134 
angesehen. Einflüsse der Temperatur werden nur bei thermischen Effekten mit 
berücksichtigt. 
 
Grenzflächenspannung: 
Die Grenzflächenspannung von Gläsern fällt nach Scholze aller 100 K in der 
Größenordnung von 4-10*10-3 N/m [3]. Für die Zusammensetzung nach Tabelle 
A3.1 wurde die Grenzflächenspannung nach [1] zu 0,315 N/m berechnet. Eine 
gemessene Temperaturabhängigkeit der Oberflächenspannung der Glasschmelze ist 
in Tabelle A3.3 angegeben [2].  
 
 
 
 
                                                 
134 Veränderte Berechnungsdaten zur Dichte werden im Text angegeben. 
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Tab. A3.3: Oberflächenspannung in Abhängigkeit von der Temperatur [2] 
Temperatur  
[°C] 
Oberflächenspannung 
[N/m] 
1100 0,2982 
1216 0,3067 
1303 0,315 
1400 0,3282 
 
Tabelle A3.3 zeigt einen steigenden Verlauf der Oberflächenspannung mit der 
Temperatur an. Diese Daten scheinen nach den Angaben von Scholze und aus Sicht 
der strukturellen Zusammenhänge im Glas für die Verwendung nicht geeignet zu 
sein. Aus diesem Grunde wird davon ausgegangen, dass sich der Wert der 
Oberflächenspannung im Bereich von 1350-1550 °C nicht verändert. Die 
Oberflächenspannung wird innerhalb der Arbeiten mit 0,315N/m in die 
Berechnungen eingesetzt. 
 
Viskosität: 
Die Viskosität des Glases nach Tabelle A3.1 ist in Abbildung A3.1 dargestellt. 
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Abb. A3.1: Viskosität in Abhängigkeit von der Temperatur für ein grünes 
Behälterglas nach  Tabelle A3.1. 
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Die Konstanten für die Vogel-, Fulcher-, Tamman-Gleichung [3] nach Gleichung 
A3.2 sind:  
 A= -2,6152 
 B= 4257,51 
 T0= 267,02 K 
0
log
TT
B
A

                                                                                               (A3.2) 
Die Temperatur T in Gleichung A3.2 muss in Grad Celsius eingefügt werden. 
 
Literatur Anhang A 3: 
[1]   Berechnet mit Hilfe eines Glaseigenschaftenberechnungsprogramms nach  
        Flügel http://glassproperties.com/de/ (Die verwendeten Dateien befinden sich  
        auf der beigefügten CD) 
 
[2]  Seward III T. P., Vascott T.: High Temperature Glass Melt Property Database  
       for Process Modelling. Published by the American Ceramic Society. 2005.  
       ISBN 1-57498-225-7. Seite 125. 
 
[3]  Scholze H.: Glas-Natur, Struktur und Eigenschaften. Zweite, neubearbeitete  
       Auflage. Springer-Verlag Berlin, Heidelberg, New York. 1977.  
       ISBN 3-540-08403-7. Seite 127/ 128 bzw. 264/ 265. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Anhang                                                                                                             Seite 350 
A4 Gleichungen zur Berechnung des Wärmestroms zwischen 
Gemenge bzw. Schmelze und dem Oberofen 
Tab. A4.1: Berechnungsgleichungen für den Wärmestrom zwischen Gemenge und 
Oberofen als Funktion der Gemengeoberflächentemperatur in  C (x…steht für 
Gemenge- / Glasschmelzoberflächentemperatur)  
Oberofen- 
Temperatur 
in °C 
Emissionsgrad 
Gemenge 
Gleichung 
1400 0,4 = 0.893604*10-11*x^4 - 0.7776076*10-7*x^3 + 
0.49306*10-4*x^2 - 0.28316*10-1*x + 119.9 
1450 0,4 = 0.950701*10-11*x^4 - 0.7949373*10-7*x^3 + 
0.52181*10-4*x^2 - 0.30114*10-1*x + 131.96 
1500 0,4 = 0.10485*10-11*x^4 - 0.8271641*10-7*x^3 + 
0.56943*10-4*x^2 - 0.32874*10-1*x + 144.8 
1550 0,4 = 0.116781*10-11*x^4 - 0.8695142*10-7*x^3 + 
0.63439*10-4*x^2 - 0.36902*10-1*x + 158.53 
1600 0,4 = 0.222954*10-11*x^4 - 0.1378473*10-6*x^3 + 
0.155342*10-3*x^2 - 0.109424*x + 193.1 
1650 0,4 = 0.136093*10-11*x^4 - 0.9373767*10-7*x^3 + 
0.7415*10-4*x^2 - 0.43624*10-1*x + 187.28 
1700 0,4 = 0.14786*10-11*x^4 - 0.9807289*10-7*x^3 + 
0.81003*10-4*x^2 - 0.4799*10-1*x + 202.58 
   
1400 0,6 = 0.197512*10-11*x^4 - 0.1216393*10-6*x^3 + 
0.000078741x^2 - 0.4342*10-1*x + 161.8 
1450 0,6 = 0.210952*10-11*x^4 - 0.12653*10-6*x^3 + 
0.86355*10-4*x^2 - 0.48059*10-1*x + 177.89 
1500 0,6 = 0.218959*10-11*x^4 - 0.1293139*10-6*x^3 + 
0.91002*10-4*x^2 - 0.50937*10-1*x + 194.32 
1550 0,6 = 0.233852*10-11*x^4 - 0.1348484*10-6*x^3 + 
0.99552*10-4*x^2 - 0.56113*10-1*x + 211.88 
1600 0,6 = 0.243501*10-11*x^4 - 0.1383675*10-6*x^3 + 
0.105419*10-3*x^2 - 0.59869*10-1*x + 229.79 
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1650 0,6 = 0.256727*10-11*x^4 - 0.143348*10-6*x^3 + 
0.113407*10-3*x^2 - 0.64919*10-1*x + 248.52 
1700 0,6 = 0.271367*10-11*x^4 - 0.1489915*10-6*x^3 + 
0.122479*10-3*x^2 - 0.70714*10-1*x + 267.87 
 
Wärmestrom zwischen Gemenge und Oberofen 
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Abb. A4.1: berechneter Wärmestrom zwischen Gemenge- bzw. Schmelzoberfläche 
und dem Oberfofen in Abhängigkeit von der Gemenge- bzw. Schmelzoberflächen-
temperatur und dem Parameter der Oberofentemperatur. Der Emissionsgrad des 
Gemenges bzw. der Schmelze wurde mit 0,6 angesetzt. 
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A5 Bezeichnung und Erläuterung zu den durchgeführten 
Simulationen und zugehörige Konstruktionsdaten in der 
Restquarzlösezone  
Tab. A5.1: Erläuterung der Bezeichnung zu den durchgeführten Simulationen und 
zugehörige Konstruktionsdaten in der Restquarzlösezone 
Bezeichnung 
 
Erläuterung 
ohne alles 
Höhe der RQLZ = Höhe LZ  = 1,6 m, keine EZH, ohne 
Durchlass 
  
tiefe Läuterzone 
Standard 
Höhe RQLZ = 1,6 m und LZ = 2 m, keine EZH, mit 
Durchlass 
  
tiefe Läuterzone 200 kW 
Höhe RQLZ = 1,6 m und LZ = 2 m, EZH = 200 kW, mit 
Durchlass 
  
tiefe Läuterzone 400 kW 
Höhe RQLZ = 1,6 m und LZ = 2 m, EZH = 400 kW, mit 
Durchlass 
  
tiefe Läuterzone 600 kW 
Höhe RQLZ = 1,6 m und LZ = 2 m, EZH = 600 kW, mit 
Durchlass 
  
vertiefte RQLZ 
Standard 
Höhe RQLZ = 1,6 m und LZ = 1 m, keine EZH, mit 
Durchlass 
  
0,8 m Vertiefung 
Höhe RQLZ = 1,4 m und LZ = 0,8 m, keine EZH, mit 
Durchlass  
  
0,8 m Vertiefung  
200 kW 
Höhe RQLZ = 1,4 m und LZ = 0,8 m, EZH = 200 kW in 
der RQLZ auf der linken und rechten Seite, mit 
Durchlass 
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0,8 m Vertiefung  
400 kW 
Höhe RQLZ = 1,4 m und LZ = 0,8 m, EZH = 400 kW in 
der RQLZ auf der linken und rechten Seite, mit 
Durchlass 
  
0,8 m Vertiefung  
600 kW 
Höhe RQLZ = 1,4 m und LZ = 0,8 m, EZH = 600 kW in 
der RQLZ auf der linken und rechten Seite, mit 
Durchlass 
  
  
Durchlass Standard 
Höhe der RQLZ = Höhe LZ  = 1,6 m, keine EZH, mit 
Durchlass 
  
Durchlass Standard  
600 kW 
Höhe der RQLZ = Höhe LZ  = 1,6 m, EZH=600 kW in 
der RQLZ auf der linken und rechten Seite, mit 
Durchlass 
  
0,4 m Durchlass 
Höhe der RQLZ = Höhe LZ  = 0,4 m, keine EZH, ohne 
Durchlass 
  
0,4 m Durchlass 600 kW 
 
Höhe der RQLZ = Höhe LZ  = 0,4 m, EZH=600 kW in 
der RQLZ auf der linken und rechten Seite, ohne 
Durchlass 
  
0,8 m Durchlass 
Höhe der RQLZ = Höhe LZ  = 0,8 m, keine EZH, mit 
Durchlass 
  
0,8 m Durchlass 200 kW 
 
Höhe der RQLZ = Höhe LZ  = 0,8 m, EZH=200 kW in 
der RQLZ auf der linken und rechten Seite, mit 
Durchlass 
  
0,8 m Durchlass 400 kW 
 
Höhe der RQLZ = Höhe LZ  = 0,8 m, EZH=400 kW in 
der RQLZ auf der linken und rechten Seite, mit 
Durchlass 
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0,8 m Durchlass 600 kW 
 
Höhe der RQLZ = Höhe LZ  = 0,8 m, EZH=600 kW in 
der RQLZ auf der linken und rechten Seite, mit 
Durchlass 
  
0,8 m 2 Durchlass 
Standard 
Höhe der RQLZ = Höhe LZ  = 0,8 m, keine EZH, mit 
zwei Durchlässen 
  
0,8 m 2 Durchlass  
200 kW 
Höhe der RQLZ = Höhe LZ  = 0,8 m, EZH=200 kW in 
der RQLZ auf der linken und rechten Seite, mit zwei 
Durchlässen 
  
0,8 m  2 Durchlass 400 
kW 
Höhe der RQLZ = Höhe LZ  = 0,8 m, EZH=400 kW in 
der RQLZ auf der linken und rechten Seite, mit zwei 
Durchlässen 
  
0,8 m 2 Durchlass  
600 kW 
Höhe der RQLZ = Höhe LZ  = 0,8 m, EZH=600 kW in 
der RQLZ auf der linken und rechten Seite, mit zwei 
Durchlässen 
  
Bubbling 
 
Höhe der RQLZ = Höhe LZ  = 0,8 m, keine EZH, mit 
Durchlass, Bubblingreihe in der RQLZ mit vielen 
Bubbling-Düsen zur Erzeugung eines Bubbling-Walls 
mit 15 l/min Gasdurchsatz pro Düse  
  
10 % Bubbling 
 
Höhe der RQLZ = Höhe LZ  = 0,8 m, keine EZH, mit 
Durchlass, Bubblingreihe in der RQLZ mit vielen 
Bubbling-Düsen zur Erzeugung eines Bubbling-Walls 
mit 1,5 l/min Gasdurchsatz pro Düse 
  
Bubbling Real 
 
 
Höhe der RQLZ = Höhe LZ  = 0,8 m, keine EZH, mit 
Durchlass, Bubblingreihe in der RQLZ mit elf Bubbling-
Düsen etwa 900 mm Abstand zwischen den Bubbling-
Düsen senkrecht zur Hauptströmung angeordnet mit 15 
l/min Gasdurchsatz pro Düse 
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Bubbling Seitlich 
 
 
Höhe der RQLZ = Höhe LZ  = 0,8 m, keine EZH, mit 
Durchlass, Bubblingreihe in der RQLZ mit drei 
Bubbling-Düsen 400 mm Abstand zwischen den 
Bubbling-Düsen in Richtung zur Hauptströmung 
angeordnet mit 15 l/min Gasdurchsatz pro Düse 
  
elektrischer Wall 
Höhe der RQLZ = Höhe LZ  = 0,8 m, EZH=200 kW  in 
der RQLZ als Wall angeordnet, mit Durchlass 
  
elektrisch Mitte 
 
Höhe der RQLZ = Höhe LZ  = 0,8 m, EZH=200 kW  in 
der Mitte der RQLZ in Richtung der Hauptströmung 
angeordnet, mit Durchlass 
  
vertiefter Durchlass135 
Höhe der RQLZ = Höhe LZ  = 0,8 m, EZH=200 kW  in 
der RQLZ als Wall angeordnet, mit vertieften Durchlass 
  
Wall 
 
Höhe der RQLZ = Höhe LZ  = 0,8 m, keine EZH, mit 
Durchlass, Wall vor dem Durchlass aufgebaut mit der 
Möglichkeit das die Glasschmelze über, links und rechts 
am Wall vorbei strömen kann. 
  
  
Vert.-Wall 200 KW 
 
Höhe der RQLZ = 1,4 m, Höhe LZ  = 0,8 m, EZH=200 
kW  in der RQLZ auf der linken und rechten Seite, mit 
Durchlass 
  
Vert.-Wall 400 KW 
 
Höhe der RQLZ = 1,4 m, Höhe LZ  = 0,8 m, EZH=200 
kW  in der RQLZ auf der linken und rechten Seite, mit 
Durchlass 
  
                                                 
135  Vor dem Durchlass ist über die gesamte Breite eine Vertiefung von 600 mm gegenüber der 
Läuterzone. Die Vertiefung ist 400 mm lang. 
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Vert.-Wall-Vert.  
200 KW 
 
Höhe der RQLZ =1,4 m, Höhe LZ  = 0,8 m, EZH=200 
kW in der RQLZ auf der linken und rechten Seite, mit 
vertieftem Durchlass, Wall vor dem Durchlass aufgebaut 
mit der Möglichkeit das die Glasschmelze über, links und 
rechts am Wall vorbei strömen kann 
  
Vert.-Wall-Vert.  
400 KW 
 
Höhe der RQLZ =1,4 m, Höhe LZ  = 0,8 m, EZH=400 
kW  in der RQLZ auf der linken und rechten Seite, mit 
vertieftem Durchlass, Wall vor dem Durchlass aufgebaut 
mit der Möglichkeit das die Glasschmelze über, links und 
rechts am Wall vorbei strömen kann 
  
Vert. Wall ohne  
200 KW 
Höhe der RQLZ = 1,4 m, Höhe LZ  = 0,8 m, EZH=200 
kW  in der RQLZ auf der linken und rechten Seite, ohne 
Durchlass 
  
Vert. Wall ohne  
400 KW 
Höhe der RQLZ = 1,4 m, Höhe LZ  = 0,8 m, EZH=400 
kW  in der RQLZ auf der linken und rechten Seite, ohne 
Durchlass 
  
Vert. -elek. Mitte-Wall 
200 KW 
 
 
Höhe der RQLZ =1,4 m, Höhe LZ  = 0,8 m, EZH=200 
kW  in der Mitte der RQLZ in Richtung der 
Hauptströmung angeordnet, mit Durchlass, Wall vor dem 
Durchlass aufgebaut mit der Möglichkeit das die 
Glasschmelze über, links und rechts am Wall vorbei 
strömen kann 
  
Vert. -elek. Mitte-
Wall136 400 KW 
Höhe der RQLZ =1,4 m, Höhe LZ  = 0,8 m, EZH=400 
kW  in der Mitte der RQLZ in Richtung der 
                                                 
136 Der Wall war in allen Fällen 800 mm vor dem Durchlass angeordnet und war 250 mm breit und 
600 mm lang. 
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Hauptströmung angeordnet, mit Durchlass, Wall vor dem 
Durchlass 137  aufgebaut mit der Möglichkeit das die 
Glasschmelze über, links und rechts am Wall vorbei 
strömen kann 
 
 
Bei den Modellen mit elektrischer Beheizung sind folgende Angaben nach Tabelle 
A5.2 zur Anzahl der Elektroden, zur Verschaltung und zum konstruktiven Einbau 
von Interesse.  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
                                                 
137 Der Durchlass war in allen Fällen 400 mm hoch, 910 mm breit und 250 mm, wie die Wanddicke, 
lang. 
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Tab. A5.2: Anzahl der Elektroden, konstruktive Daten und Verschaltung für die 
Modelle mit elektrischer Beheizung 
Bezeichnung 
Anzahl der 
Elektroden 
Verschaltung konstruktive Daten 
elektrischer 
Wall 
 
 
 
 
 
 
6 
 
Jede Elektrode ist mit 
einer 180° 
Phasenverschiebung 
der Spannung zu ihrem 
Nachbarn verschaltet 
1640 mm vom 
Einlaufbereich der 
Schmelze und 1000 
bzw. 1090 mm von der 
Seitenwand entfernt. 
Die Abstände zwischen 
den Elektroden sind 
gleich groß. 
Elektroden auf 
der linken und 
rechten Seite 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
4 
Jeweils zwei 
Elektroden auf der 
linken und rechten 
Seite in 
Strömungsrichtung 
angeordnet. Die beiden 
Elektroden auf der 
jeweiligen Seite der 
Restquarzlösezone sind 
miteinander 
verschaltet. 
600 mm vom 
Einlaufbereich der 
Schmelze und 1100 mm 
von der Seitenwand 
entfernt. Der Abstand 
zwischen den beiden 
Elektroden beträgt  
940 mm. 
elektrisch Mitte 
 
 
 
 
 
2 
 
Zwei Elektroden genau 
in der Mitte der 
Restquarzlösezone 
angeordnet 
600 mm vom 
Einlaufbereich der 
Schmelze entfernt. Der 
Abstand zwischen den 
beiden Elektroden 
beträgt 980 mm. 
 
 
Weiterhin werden an dieser Stelle in Tabelle 5.3 konstruktive Daten zum Bubbling 
nach Tabelle A5.3 angegeben. 
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Tab. A5.3: konstruktive Daten zum Bubbling 
Bubbling 
 
 
Viele Bubbling-Düsen sind nebeneinander mit einem 
Abstand von 200 mm zueinander angeordnet, wobei die 
Bubbling-Düse am Rand 110 mm zur Seitenwand 
entfernt ist. Die Bubblingreihe ist 500 mm vom 
Einlaufbereich der Schmelze entfernt. 
  
10 % Bubbling 
 
 
Viele Bubbling-Düsen sind nebeneinander mit einem 
Abstand von 200 mm zueinander angeordnet, wobei die 
Bubbling-Düse am Rand 110 mm zur Seitenwand 
entfernt ist. Die Bubblingreihe ist 500 mm vom 
Einlassbereich der Schmelze entfernt. 
  
Bubbling Real 
 
 
11 Bubbling-Düsen mit einem Abstand von 700 mm zu 
einander. Die äußeren Bubbling-Düsen sind 440 bzw. 
610 mm von der Seitenwand entfernt. Die Bubbling-
Reihe ist 500 mm vom Einlaufbereich der Schmelze 
entfernt. 
  
Bubbling Seitlich 
 
Drei Bubbling-Düsen in der Mitte mit einem Abstand 
von 400mm zum Einlaufbereich der Schmelze entfernt. 
Der Abstand zwischen den Bubbling-Düsen beträgt  
200 mm. 
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A6 numerische Gleichungen zur Auswertung des 
Strömungsverlaufs über die Schmelzbadhöhe bei 
Vorhandensein eines Temperaturgradienten 
Die numerische Darstellung in Einzelschritten zeigen die Gleichungen A6.1-A6.2. Es 
wird bei der Darstellung davon ausgegangen, dass die Schrittweite in y-Richtung Δy 
konstant ist. Weiterhin wird für die Darstellung der ersten Ableitung der zentrale 
Differenzenquotient verwendet.  
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Der Index n bezeichnet einen bestimmten Punkt n in y-Richtung. Der Index n-1 
bezeichnet einen bestimmten Punkt n-1, welcher vor dem Punkt n in y-Richtung liegt. 
Die Strecke zwischen den beiden Punkten hat den Betrag / Abstand von Δy. In 
analoger Weise gibt es einen Punkt n+1, welcher auf der y-Koordinate hinter dem 
Punkt n mit Abstand Δy liegt. Den Punkten n, n-1 und n+1 können Werte für die 
Strömungsgeschwindigkeit und der Viskosität zugewiesen werden. Mit Hilfe des 
verwendeten expliziten numerischen Verfahrens nach Gleichung A6.4 kann die 
Navier-Stokes Gleichung in Gleichung LZ3.6 im Anhang LZ, Kapitel 3, Seite 259 in 
den diskreten Punkten gelöst werden.  
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                 (A6.4) 
nu , 1nu  , 1nu …Geschwindigkeit der Schmelze in x-Richtung im Knotenpunkt n, im 
Knotenpunkt n-1 vor dem Knotenpunkt n und im Knotenpunkt n+1 nach dem 
Knotenpunkt n 
ηn, ηn-1, ηn+1  Viskosität der Schmelze im Knotenpunkt n, im Knotenpunkt n-1 vor 
dem Knotenpunkt n und im Knotenpunkt n+1 nach dem Knotenpunkt n 
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A7 numerische Gleichungen zur Auswertung des 
Temperaturverlaufs über die Höhe der Schmelze als Funktion 
der Schmelzbadhöhe und des Massenstroms an Glasschmelze 
Tab. A7.1: Erläuterung der nachfolgenden Gleichungen  
Gleichungsnummer Erläuterung 
Gleichung A7.1 Numerische Energiegleichung im inneren der Strömung 
Gleichung A7.2 Numerische Energiegleichung als Randbedingung am 
Eingang in die Läuterzone 
Gleichung A7.3 Numerische Energiegleichung als Randbedingung an der 
Oberfläche der Läuterzone 
Gleichung A7.4 Numerische Energiegleichung als Randbedingung am 
Boden der Läuterzone 
Gleichung A7.5 Numerische Energiegleichung als Randbedingung am 
Austritt der Strömung in der Läuterzone 
Gleichung A7.6 Numerische Energiegleichung für die Randbedingung an 
der Ecke zwischen dem Boden und dem Eintritt der 
Strömung 
Gleichung A7.7 Numerische Energiegleichung für die Randbedingung an 
der Ecke zwischen der Oberfläche und dem Eintritt der 
Strömung 
Gleichung A7.8 Numerische Energiegleichung für die Randbedingung an 
der Ecke zwischen dem Boden und dem Austritt der 
Strömung 
Gleichung A7.9 Numerische Energiegleichung für die Randbedingung an 
der Ecke zwischen der Oberfläche und dem Austritt der 
Strömung 
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Gleichung A7.1: 
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Gleichung A7.2: 
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Gleichung A7.3: 
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Gleichung A7.7: 
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Ti…  Temperatur der jeweiligen Zelle i 
Tx+1, Ty+1… Temperaturen in der nachfolgenden Nachbarzelle zur Zelle mit der  
  Temperatur Ti in x- beziehungsweise y-Richtung 
Tx-1, Ty-1… Temperaturen in der davor folgenden Nachbarzelle zur Zelle mit der 
  Temperatur Ti in x- beziehungsweise y-Richtung 
uy…  Strömungsgeschwindigkeitsverteilung in x-Richtung als Funktion der 
  Koordinate y  
QW…  ein bzw. austretender Wärmestrom über die Glasschmelzoberfläche 
  und den Boden der Läuterzone 
ρl… Dichte der Schmelze 
cp… spezifische Wärmekapazität der Schmelze 
λ… Wärmeleitfähigkeit der Schmelze 
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A8 Kurzvorstellung des Programms GFM  
Das Modellierungsprogramm GFM „Glass Furnace Model“ ist ein Programmpaket 
zur Modellierung von Glasschmelzöfen insbesondere von gasbeheizten 
Glasschmelzöfen. Die Vorteile des Programms sind im Vergleich zu anderen 
kommerziellen CFD-Produkten in der angepassten Modelllierung von 
Glasschmelzöfen zu sehen. Dem steht gegenüber dem Stand der Technik eine 
gewisse Eingeschränktheit zur Gittererzeugung (es können nur Rechteckgitter 
erzeugt werden) und Modellierung (chemische Reaktionen der Verbrennung mit 
maximal 2 Elementarrreaktionen, Turbulenzmodellierung nur mit k-ε Modellierung 
etc.), die aber durch Neuentwicklungen in Zukunft zum Teil ausgeglichen werden 
sollen. 
In dieser Arbeit wurde das Programm zur Modellierung der Restquarzlösezone im 
Verbund mit der Läuterzone verwendet, siehe Anhang RQLZ. Der dieser Arbeit 
beigefügten CD befinden sich zwei Dateien zur näheren Beschreibung des GFM-
Programms [1].  
  
[1]  Glass Service Inc.: PDF-Datei „Introduction CFD” und PPT-Datei “CFD Basics” 
